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„Success is getting what you want.
Happiness is wanting what you get.“
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Kurzfassung
Das primäre Ziel der vorliegenden Dissertation war es, das Langzeitverhalten ultra-
hochfester Betone beim korrosiven Angriff umfassend zu charakterisieren und dem
Verhalten konventioneller Betone gegenüberzustellen. Außerdem sollten diejenigen
Mechanismen identifiziert werden, von denen der Korrosionswiderstand dieser Betone
maßgebend abhängt.
Zunächst erfolgte eine umfassende Literaturstudie zum Aufbau und zur Struktur von
Zementstein und zum reaktiven Transport in Beton. Ausgehend hiervon wurden die
maßgebenden Faktoren identifiziert, die das Eindringen von Agenzien in den Beton
beeinflussen, unter anderem die Konnektivität des Porensystems und die Tortuosität des
Betons. Auf Basis theoretischer Überlegungen wurde ein Zusammenhang zwischen der
Tortuosität von Beton und der Tortuosität von Zementstein hergeleitet.
Der Schwerpunkt des durchgeführten experimentellen Programms lag auf der Untersu-
chung des Betonverhaltens bei Chloridbeaufschlagung sowie beim Angriff mineralsau-
rer Wässer. Daneben erfolgte die Charakterisierung des Betonverhaltens bei
Karbonatisierung und bei kombinierter Beanspruchung 
 Soweit möglich wurden jeweils einfache, praxis-
taugliche Prognosemodelle zur Beschreibung des zeitabhängigen Korrosionsfortschritts
bzw. der zeitabhängigen Entwicklung wesentlicher Materialkennwerte (z. B. Diffu-
sionskoeffizient der Chloridionen) abgeleitet. Von Interesse war stets auch die spezifi-
sche Korrosion der Stahlfaserbewehrung.
Um ein weitreichendes Verständnis der ablaufenden Prozesse zu gewinnen, wurden
außerdem die Gefügestruktur (chemisch-mineralogische Zusammensetzung, Hydrata-
tionsgrad, Mikrostruktur, Porenraum) sowie das Transportverhalten (Gaspermeabilität,
Wasseraufnahme) der Betone untersucht.
Im Vergleich mit den ebenfalls untersuchten normal- und hochfesten Betonen bestätigte
sich grundsätzlich die deutlich höhere Dichtigkeit und daraus resultierend die höhere
Dauerhaftigkeit der ultrahochfesten Betone.
Allerdings zeigte sich, dass verschiedene Einflussfaktoren die Struktur der ansonsten
sehr dichten ultrahochfesten Betone empfindlich schwächen können. Hierzu zählen ins-
besondere Mikrorisse, die vor allem in faserlosen ultrahochfesten Betonen aufgrund
des ausgeprägten autogenen Schwindens sowie in thermisch behandelten Betonen auf-
grund von Temperaturgradienten entstehen können.
Die Untersuchungen zeigten außerdem, dass die Anwesenheit einer Stahlfaserbeweh-





auch eine Reduktion des Korrosionswiderstands bewirken kann. Zum einen wurde auf-
gezeigt, dass die Kontaktzone zwischen Stahlfaserbewehrung und Zementstein in ther-
misch unbehandelten ultrahochfesten Betonen nicht die Dichtigkeit aufweist, von der
man bisher ausgegangen ist. Durch die erhöhte Porosität in diesem Bereich können kor-
rosive Medien verstärkt vordringen, das heißt die Anwesenheit der Fasern schwächt
hier das Betongefüge. In den Versuchen zum Angriff mineralsaurer Wässer wurde hin-
gegen beobachtet, dass sich die Korrosionsprodukte der Fasern in der ausgelaugten
Randzone sowie auf der Angriffsfläche ablagerten und somit eine Verdichtung dieser
geschwächten Zone bewirkten. Der Korrosionsfortschritt wurde hier durch die Stahlfa-
sern verlangsamt.
Auf Basis der Ergebnisse der Literaturstudie sowie auf Grundlage des experimentellen
Programms wurde schließlich ein Modell zur rechnerischen Abschätzung des Korro-
sionswiderstands von Betonen am Beispiel des Widerstands gegenüber dem Angriff
mineralsaurer Wässer hergeleitet. Hierzu wurde der sogenannte Korrosionswiderstand
ωkorr, chem eingeführt, der vom Gefügewiderstand ωGefüge abhängt.
Der Gefügewiderstand ist unabhängig von der vorliegenden Angriffsart. Er wird unter
Berücksichtigung der als maßgebend identifizierten Gefügekennwerte (Kapillarporen-
volumen, Konnektivität des Porensystems, Tortuosität des Betons, maximal erreichba-
rer Hydratationsgrad, Gelporen- und Zementsteingehalt) ermittelt.
Die Angriffsart – in diesem Fall der chemische Angriff – geht in die Berechnung des
Korrosionswiderstands ωkorr, chem anhand verschiedener Einflussfaktoren ε ein. Diese
berücksichtigen, welche spezifischen Umstände den Widerstand des Betons schwächen
(Mikrorisse) oder erhöhen (Verwendung einer Stahlfaserbewehrung, chemisch hohe
Beständigkeit des Bindemittels).
Der so ermittelte Korrosionswiderstand ωkorr, chem dient der Bewertung von Betonen
hinsichtlich ihrer Eignung für den Einsatz in chemisch aggressiver Umgebung. Das
hergeleitete, deterministische Modell zur Prognose der Dauerhaftigkeit wurde anhand
der eigenen Versuchsergebnisse sowie anhand von Literaturdaten verifiziert. Es zeigte
sich eine sehr gute Prognosegüte des Modells sowohl für ultrahochfeste als auch für
normal- und hochfeste Betone.
Das Modell basiert auf physikalischen Zusammenhängen und zeichnet sich durch seine
vergleichsweise einfache Handhabung aus. Die breite Datenbasis, die im Rahmen die-
ser Dissertation generiert wurde, ermöglicht die Modellprognose auch dann, wenn dem
Anwender nur wenige, rudimentäre Angaben zum Beton vorliegen (Zusammensetzung
und Druckfestigkeit des Betons, chemische Zusammensetzung des Bindemittels).
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Abstract
The superior goal of this thesis was the long-term characterisation of ultra high per-
formance concrete under corrosive attack in comparison to normal and high strength
concrete. Besides, the decisive mechanisms leading to a high corrosion resistance had
to be identified.
Initially, a literature study concerning the structure of hardened cement paste and the
reactive transport within concrete was carried out. Starting from that, the decisive fac-
tors influencing the ingression of aggressive media into concrete were detected, e. g.
the connectivity of the pores and the tortuosity of the concrete. Based on theoretical
considerations, a correlation between the tortuosity of the concrete and hardened
cement paste was derived.
The main focus of the experimental programme was laid on the investigation of the
concrete behaviour under chloride attack and under the attack of aggressive water. In
addition, the resistance against carbonation and against a coupled loading
(  chloride attack, ) was investi-
gated. As far as possible, applicable models predicting the time-dependent development
of the corrosion or related material parameters (e. g. chloride diffusion coefficient)
were deduced. Besides, the specific corrosion mechanisms of the steel fibre reinforce-
ment were examined.
For gaining a broad understanding of the corrosion processes, also the structural condi-
tions (mineralogical composition, degree of hydration, microstructure, porosity) as well
as the transport behaviour (gas permeability, water uptake) of the concretes were part of
the experimental programme.
Compared to the normal and high strength concretes, the ultra high performance con-
cretes generally showed a higher density and resulting from that a higher durability.
However, there are different factors significantly weakening this dense structure. First
of all, these are microcracks in fibreless ultra high performance concretes (resulting
from autogenous shrinkage) and in heat treated concretes (resulting from thermal gradi-
ents).
Furthermore, the experiments showed that the presence of a steel fibre reinforcement –
apart from the prevention of microcracks – can lead to an increase or a decrease of the
corrosion resistance. On the one hand, the interfacial transition zone between fibre and
hardened cement paste is more porous than assumed so far. By this increased porosity,
aggressive media can penetrate more easily within this area. Thus, the concrete resis-
tance is reduced by the steel fibre reinforcement. On the other hand, the resistance
fatigue loading → freeze thaw attack fatigue loading↔
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against chemical attack increased by the steel fibres as their corrosion products built up
a protection layer on the attacked concrete surface. Thus, the progress of the corrosion
front was decelerated by the steel fibres.
Finally, a model to predict the corrosion resistance of concrete against the attack of
aggressive waters was derived based on the results of the literature study and of the
experimental programme. For this purpose, the so called „corrosion resistance“
ωkorr, chem and the „resistance of the microstructure“ ωGefüge were introduced.
The resistance of the microstructure ωGefüge does not depend on the type of attack. It is
calculated considering the decisive parameters correlated to the resistance of the
microstructure. These are the volume of the capillary pores, the connectivity of the pore
system, the tortuosity of the concrete, the maximum degree of hydration, the amount of
gel pores and the volume of the hardened cement paste.
The type of attack is considered by several influencing factors taking into account the
specific parameters that are weakening (microcracks) or enhancing (use of a steel fibre
reinforcement, high chemical resistance of the binder) the corrosion resistance of the
concrete.
The calculated corrosion resistance ωkorr, chem allows an estimation of the concrete per-
formance under chemical attack. The derived deterministic model was verified on the
basis of the experimental results gained within this thesis and on the basis of literature.
By doing so, a very good precision of the calculated results could be demonstrated not
only for ultra high performance concretes but also for normal and high strength concre-
tes.
The model is based on physical relations and is characterised by its comprehensible
application. The broad amount of data gained within this thesis allows the use of the
model even if there is only few information on the considered concrete (composition
and compressive strength of the concrete, chemical composition of the binder).
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1.1 Problemstellung und Zielsetzung
Bei ultrahochfesten Betonen handelt es sich nach dem Sachstandsbericht Ultrahochfes-
ter Beton [118] um Betone „mit einer charakteristischen Druckfestigkeit über der in
DIN EN 206-1 [N11] definierten höchsten Druckfestigkeitsklasse (...) C100/115“.
Mit der hohen Druckfestigkeit ultrahochfester Betone geht auch eine im Vergleich zu
normal- und hochfesten Betonen sehr geringe Porosität einher, weshalb derartigen
Betonen eine sehr hohe Dauerhaftigkeit zugeschrieben wird.
Zum Verhalten von ultrahochfestem Beton unter korrosiver Langzeitbeanspruchung
existierten bislang allerdings nur sehr wenige systematische Untersuchungen. Wie eine
aktuelle Studie [116] zeigte hat dies zur Folge, dass potentielle Anwender zwar großes
Interesse an dem vergleichsweise neuartigen Baustoff zeigen, der eine deutlich verlän-
gerte Lebensdauer von Betonbauteilen bzw. Betonbauwerken verspricht. Die man-
gelnde Quantifizierung von dessen Dauerhaftigkeit hält sie allerdings von einem
Einsatz des Materials zurück.
Um die Kenntnislücken zur Dauerhaftigkeit von ultrahochfestem Beton zu schließen,
wurde am Institut für Massivbau und Baustofftechnologie (IMB) des Karlsruher Insti-
tuts für Technologie (KIT) das Forschungsvorhaben „Durability of Ultra High Strength
Fibre Reinforced Concrete (UHSFRC) B 150 - B 200“ bearbeitet, das in den Jahren
2004 bis 2009 durch die Deutsche Forschungsgemeinschaft (DFG) gefördert wurde.
Bei diesem Forschungsprojekt handelt es sich somit um eines der ersten Projekte auf
nationaler Ebene, die sich mit der Thematik des ultrahochfesten Betons beschäftigten.
Es war unabhängig vom Schwerpunktprogramm SPP 1182 „Nachhaltiges Bauen mit
Ultra-Hochfestem Beton (UHPC)“, das im Jahr 2005 von der DFG eingerichtet wurde.
Die am IMB im Rahmen des Projekts „Durability of Ultra High Strength Fibre Rein-
forced Concrete (UHSFRC) B 150 - B 200“ durchgeführten Arbeiten hatten zum Ziel,
das Langzeitverhalten von ultrahochfestem Beton unter korrosiver Beanspruchung zu
erfassen und demjenigen konventioneller Betone gegenüberzustellen. Unter Korrosion
wird in diesem Zusammenhang in Anlehnung an Müller [87] die „Zerstörung eines
Werkstoffs durch äußeren, nichtmechanischen Angriff“ verstanden.
Um ein weitreichendes Verständnis der im ultrahochfesten Beton ablaufenden, spezifi-
schen Korrosionsmechanismen zu gewinnen, erfolgte – begleitend zu den Versuchen
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zur Dauerhaftigkeit der Betone – die umfassende Untersuchung des Betongefüges
sowie stattfindender Transportprozesse.
Ausgehend von den Ergebnissen, die im Rahmen des beschriebenen Forschungsvorha-
bens am IMB erzielt wurden, war es möglich, die wesentlichen Einflussparameter des
Korrosionswiderstands nicht nur von ultrahochfestem, sondern auch von normal- und
hochfestem Beton zu identifizieren und zu quantifizieren und innerhalb dieser Disserta-
tion darzulegen.
Die vorliegende Arbeit soll dazu beitragen, wesentliche Wissenslücken zu schließen
und eine Grundlage für den verstärkten Praxiseinsatz ultrahochfester Betone zu schaf-
fen.
1.2 Gliederung der Arbeit
Im Anschluss an diese Einführung werden in Kapitel 2 zunächst die Grundlagen zu den
Mechanismen des Korrosionswiderstands dargelegt. Der Schwerpunkt liegt dabei auf
ultrahochfesten Betonen, die – ebenso wie die im Rahmen der vorliegenden Arbeit
untersuchten Betone – unter Einsatz von Portlandzement hergestellt wurden und denen
als Betonzusatzstoff neben Quarzmehlen ausschließlich Mikrosilika beigesetzt wurde.
Das experimentelle Programm zur Untersuchung der Gefügebeschaffenheit der Betone,
deren Transportkenngrößen sowie deren Dauerhaftigkeit ist in Kapitel 3 dargelegt. In
Kapitel 4 erfolgt die Herleitung eines Modells zur rechnerischen Abschätzung des Kor-
rosionswiderstands, das auf den Ausführungen in Kapitel 2 und Kapitel 3 basiert. 
Eine Zusammenfassung der wesentlichen Ergebnisse, die innerhalb dieser Dissertation






2.1 Aufbau und Struktur des Zementsteins
Die Kenntnis der Beschaffenheit des Zementsteins ist eine wesentliche Voraussetzung
für das Verständnis der Prozesse, die in Anwesenheit reaktiver Agenzien zur Struk-
turänderung und gegebenenfalls Deterioration des erhärteten Betons führen können.
Nachfolgend sind daher die wesentlichen Merkmale des Aufbaus und der Struktur des
Zementsteins zusammengefasst.
2.1.1 Phasenanteile im Zementstein
Pfeifer et al. [100] sowie Korpa et al. [70] untersuchten ultrahochfesten Zementstein
nach Wasserlagerung und nach Wärmebeaufschlagung mithilfe der quantitativen Rönt-
gendiffraktometrie (QXRD). Die Ergebnisse sind Tabelle 2-1 zu entnehmen. Wie zu
erkennen ist, liegen im ultrahochfesten Beton generell große Mengen an unhydratisier-
tem Zement vor. Dies liegt im sehr geringen Wasserzementwert ultrahochfester Betone
(w/z 0,30) begründet. Eine vollständige Hydratation des Zementklinkers ist somit
nicht möglich.
Tab. 2-1: Phasenanteile in ultrahochfestem Beton nach [70, 100]
Phase
Phasenanteile nach x-tägiger Hydratation [M.-%]
nach Wasserlagerung nach Wärmebeaufschlagung1)
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56 2) 54 2) 55 2) 51 2)
1) 90 °C, Haltezeit 48 Stunden
2) untersuchter ZS [100]: w/z = 0,22 (CEM I 52,5 R-HS/NA), MS = 16 M.-% v. CEM




Durch eine zweitägige Wärmebeaufschlagung bei 90 °C ließ sich der Anteil an unhyd-
ratisiertem Zement um maximal 10 % reduzieren, siehe Tabelle 2-1. Das Mengenver-
hältnis zwischen Portlandit und röntgenamorphen Phasen, denen die CSH-Phasen
zuzuordnen sind, betrug im wassergelagerten Zementstein etwa 1:7 und konnte infolge
der thermischen Beaufschlagung auf ca. 1:16 reduziert werden, vgl. Tabelle 2-1. Dies
ist auf die Zunahme der puzzolanischen Aktivität des Mikrosilikas bzw. des Quarz-
mehls infolge der Wärmebehandlung und einer damit verbundenen Abnahme des Port-
landits bzw. einer Zunahme der CSH-Phasen zurückzuführen. Aufgrund des
mangelnden Wasserangebots ist ein vollständiger Umsatz von Mikrosilika und Portlan-
dit allerdings auch in den wärmebehandelten Proben nicht möglich [100].
Der höhere Anteil an röntgenamorphen Phasen in den von Korpa et al. [70] untersuch-
ten Zementsteinen ist auf den höheren Gehalt an puzzolanischen Zusatzstoffen im Ver-
gleich zu den von Pfeifer et al. [100] untersuchten Zementsteinen zurückzuführen (zur
Zusammensetzung der Zementsteine siehe Tabelle 2-1). Darüber hinaus detektierten
Korpa et al. [70] 2 M.-% Ettringit. Im zu Vergleichszwecken herangezogenen, normal-
festen Zementstein (w/z = 0,45) konnten sie dieselben Phasen identifizieren, allerdings
in abweichender Konzentration. So betrug der Anteil an unhydratisiertem Zement im
Betonalter von 28 Tagen lediglich ca. 10 M.-%.
2.1.2 Hydratationsgrad
Der Hydratationsgrad von Beton steht in unmittelbarem Zusammenhang mit der Ent-
wicklung des Phasenbestands. Die Bestimmung des Hydratationsgrads erfolgt meist
anhand der freigesetzten Wärmemenge ( ), der gebundenen Wassermenge ( )
oder mithilfe der QXRD ( ), d. h. über den Anteil an unhydratisiertem Zement-
klinker.
Mehrere Autoren [18, 65, 75, 76, 100] untersuchten den Hydratationsgrad ultrahochfes-
ter Betone in Abhängigkeit vom Betonalter unter Anwendung der zuvor genannten
Methoden. Budelmann et al. [18] bestimmten den Hydratationsgrad mithilfe kalorimet-
rischer Untersuchungen, der Hydratationsgrad nach Pfeifer et al. [100] wurde anhand
der in der Probe vorliegenden Menge an unhydratisiertem Zement mittels QXRD ermit-
telt. Der Hydratationsgrad nach Kamen et al. [65] ergab sich aus dem Gewichtsverlust
der Probe nach Erhitzung auf 1000 °C, derjenige nach Loukili et al. [75, 76] aus der
thermogravimetrischen Analyse unter Berücksichtigung des Karbonatanteils. Die
Ergebnisse sind in Abbildung 2-1 zusammengefasst. Abbildung 2-1 zeigt somit auf, in
welchem Bereich sich der Hydratationsgrad von ultrahochfestem Beton in Abhängig-
keit von der Zusammensetzung sowie von den Untersuchungsmethoden bewegen kann.
Eine analoge Zusammenstellung für normal- und hochfeste Betone ist dem Anhang 1




Abb. 2-1: Hydratationsgrad  für verschiedene ultrahochfeste Betone in Abhän-
gigkeit vom Betonalter t und Prognose des maximal erreichbaren Hydra-
tationsgrads  (zum Diagramm:1) , 2) ,3) ,
Mikrosilikagehalt (MS) bezogen auf das Zementgewicht) [18, 65, 75, 76, 
100]
Zusätzlich zu den experimentell ermittelten Hydratationsgraden ist für die jeweiligen
Betone der nach Lura et al. [78] bzw. Mills [81] prognostizierte, maximal erreichbare
Hydratationsgrad  für t  in den Abbildungen 2-1 und A1-1 dargestellt, siehe




Während die Prognose nach Mills lediglich den Wasserzementwert berücksichtigt,
beziehen Lura et al. neben dem Wasserzementwert auch den Mikrosilikagehalt und
somit die puzzolanische Reaktion in die Bestimmung des Hydratationsgrads ein.
Wie aus Abbildung 2-1 ersichtlich ist, führt das Modell nach Mills in den meisten Fäl-
len zu einer Überschätzung und das Modell nach Lura et al. zu einer Unterschätzung
von 
Ein weiteres Modell, das die Puzzolane in die Abschätzung des maximal erreichbaren
Hydratationsgrads einbezieht, wurde von Waller vorgeschlagen, siehe hierzu [26, 146].
Die hiermit erzielten Ergebnisse weichen um maximal 10 % und somit nur geringfügig
von den Ergebnissen des Modells nach Lura et al. ab und sind hier nicht wiedergege-
ben.
Loukili99: w/z = 0,20, MS = 24 M.-% 3)
Loukili96: w/z = 0,16, MS = 25 M.-% 3)
Loukili96: w/z = 0,14, MS = 25 M.-% 3)
Loukili96: w/z = 0,11, MS = 25 M.-% 3)
Budelmann: w/z = 0,22, MS = 16 M.-% 1)
Budelmann: w/z = 0,27, MS = 27 M.-% 1)
Pfeifer: w/z = 0,22, MS = 16 M.-% 2)
Pfeifer: w/z = 0,22, MS = 16 M.-%, 90 °C 2)
Kamen: w/z = 0,17, MS = 26 M.-% 3)


















Prognose nach Lura et al.












αmax αQ αH2O αQXRD
αmax ∞→
αmax, Lura pk (1,4+1,6 MS/z) (1-p)⋅ ⋅ ⋅---------------------------------------------------------------=
p w/zw/z + ρw/ρz + ρw/ρMS MS/z⋅------------------------------------------------------------------------=
k 11+1,4 MS/z⋅------------------------------=




Für wärmebehandelte Betone, in denen die puzzolanische Reaktion beschleunigt wird,
existiert bisher keine Methode zur Prognose von αmax.
Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass ultrahochfeste Betone – in Abhän-
gigkeit vom Wasserzementwert, vom MS-Anteil sowie von der zugrunde gelegten
Untersuchungsmethode – Hydratationsgrade von mindestens 30 % und maximal 60 %
erreichen. Demzufolge liegen mindestens 40 % des Zementklinkers im unhydratisierten
Zustand vor.
2.1.3 Porosität des Zementsteins
2.1.3.1 Porenklassifikation
Die Klassifikation der Poren erfolgt hauptsächlich in Abhängigkeit von der Poren-
größe. Grundsätzlich wird zwischen Kapillar- und Gelporenraum unterschieden [101].
Neben den festen Phasen wird dem Zementgel der Gelporenraum, dem Zementstein
zusätzlich der Kapillarporenraum zugeordnet.
Unterteilung und Nomenklatur der Poren werden in der Literatur nicht einheitlich
gehandhabt und hängen von der Definition des jeweiligen Autors ab. Die gängigsten
Definitionen sind in Abbildung 2-2 zusammengefasst.
Wie ebenfalls aus Abbildung 2-2 hervorgeht, beeinflusst die Porengröße in entschei-
dendem Maße die physikalischen Eigenschaften des Wassers und damit den Wasser-
transport. Ein besonders intensiver Flüssigkeitstransport findet nach Setzer [121] im
Porenradienbereich zwischen 50 nm und 2 mm statt. Schwind- und Quellvorgänge
beschränken sich nach Mindess und Young [82] auf den Porenradienbereich bis ca.
25 nm.
Einen Sonderfall stellen die sogenannten „Hollow-Shell“-Poren dar, die dadurch entste-
hen, dass die Hydratationsprodukte nicht den ursprünglich vom Zementkorn belegten
Raum ausfüllen, sondern sich außerhalb anlagern. Zurück bleibt ein Hohlraum von der
Geometrie des Zementkorns. „Hollow-Shell“-Poren mit einem Durchmesser von maxi-
mal 2 µm wurden in ultrahochfestem Beton verstärkt festgestellt, da hier aufgrund des
geringen Wassergehalts ein nachträgliches Zuwachsen dieser Hohlräume nicht stattfin-
den kann [99]. Sie beteiligen sich nicht unmittelbar an Transportprozessen.
Da Risse eine deutliche Schwachstelle im Betongefüge darstellen, über die Agenzien
bevorzugt eindringen können, ist in Abbildung 2-2 zudem der Vorschlag einer Rissklas-
sifikation nach Voggenreiter et al. aufgeführt [143].
Ebenfalls aus Abbildung 2-2 zu entnehmen sind die Messbereiche gängiger Methoden
zur Erfassung des entsprechenden Porenraums.
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Abb. 2-2: Poren- und Rissklassifikation, Transporteigenschaften der Poren sowie
geeignete Messmethoden zur Porendetektion nach verschiedenen Autoren
[4, 67, 82, 108, 113, 121, 138, 143] 
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2.1.3.2 Porosität und Beschaffenheit der Kontaktzonen in ultrahochfestem Beton
Mit abnehmendem Größtkorndurchmesser und Wasserzementwert sowie mit zuneh-
mendem Mikrosilikagehalt und Hydratationsgrad geht die Porosität der Kontaktzone
(engl. Interfacial Transition Zone, ITZ) zwischen Faser bzw. Gesteinskörnung und
Zementsteinmatrix zurück [28, 93]. In konventionellem Beton liegt die Porosität der
ITZ um 50 bis 100 % höher als diejenige der ungestörten Zementsteinmatrix [14, 28].
Die Ausdehnung der ITZ wird maßgeblich von der Korngröße der Zementpartikel
bestimmt und liegt im Bereich zwischen ca. 15 und 60 µm [93, 152].
Ultrahochfestem Beton wird aufgrund seiner Zusammensetzung meist eine sehr dichte
ITZ zugeschrieben. Auch Möser und Pfeifer [84] konnten für ultrahochfesten Beton
keine Schwächung der ITZ zwischen Gesteinskörnung und Matrix identifizieren.
Sorelli et al. [125] stellten in Untersuchungen an wärmebehandelten ultrahochfesten
Feinkornbetonen zur Beschaffenheit der unmittelbaren Faserumgebung ebenfalls keine
Unterschiede hinsichtlich der Zusammensetzung des Zementsteins oder des Eindring-
widerstands fest. 
Reda et al. [105] kamen zu dem Ergebnis, dass die ITZ in wärmebehandeltem ultra-
hochfestem Grobkornbeton im Vergleich zu konventionellen Betonen eine deutlich
geringere, nicht näher quantifizierte Ausdehnung besitzt. Während in der Umgebung
der eingesetzten, vergleichsweise rauhen Carbonfasern keine Unregelmäßigkeiten fest-
gestellt wurden, waren im Bereich der groben Gesteinskörnung allerdings Mikrorisse
erkennbar. Diese führten Reda et al. auf die Probenpräparation zurück.
Eine ähnliche Beobachtung machten Cwirzen et al. [24]. Sie berichten von einer verein-
zelt erhöhten Porosität der ITZ in ultrahochfestem Beton im Bereich der groben
Gesteinskörnung. Hierfür machen sie ein lokal verstärktes Bluten des Betons im Korn-
bereich verantwortlich.
Hinweise zu einer möglichen Schwächung der ITZ in ultrahochfesten Betonen liegen
somit zwar vor. Systematische Untersuchungen zu den Einflussfaktoren wurden aller-
dings nicht durchgeführt. Die in der Literatur beschriebenen Untersuchungen zur ITZ
von ultrahochfestem Beton beziehen sich zudem überwiegend auf wärmebehandelten
Beton.
2.1.3.3 Mikrorissbildung
Zwar weist ultrahochfester Beton ein sehr dichtes Gefüge auf, das die Aufnahme
aggressiver Agenzien erheblich erschwert und somit einen hohen Korrosionswider-
stand sicherstellt. Risse können diesen Widerstand jedoch erheblich schwächen. Ver-
schiedene Studien zur Wasserpermeabilität von Beton mit gezielt eingebrachten Rissen
konnten dies belegen, wie auch aus Abbildung 2-3 hervorgeht.
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Abb. 2-3: Wasserpermeabilität von gerissenem Beton in Abhängigkeit von der Riss-
breite [3, 73]
Nach Wang et al. [147] führen insbesondere Risse mit Rissbreiten im Bereich zwischen
50 und 200 µm zu einer Schwächung des Gefüges gegenüber eindringenden Agenzien.
Aufgrund seiner Zusammensetzung sowie der zur Festigkeitssteigerung häufig einge-
setzten Wärmebehandlung ist ultrahochfester Beton einer erhöhten Gefahr der Rissbil-
dung ausgesetzt. Die betonspezifischen Ursachen der Rissentstehung bei Betonen ohne
mechanische Einwirkung sind nachfolgend kurz dargelegt.
Rissbildung infolge des autogenen Schwindens
In sehr dichten Betonen kommt es infolge des Verbrauchs des freien Wassers im Beton-
gefüge bei der Hydratation zur sogenannten Selbstaustrocknung und damit verbunden
zur Volumenabnahme (autogenes Schwinden). Hierdurch entstehen vor allem im jun-
gen Betonalter bis zu 24 Stunden kapillare Zugspannungen, die umso größer sind, je
feiner das Porensystem des Zementsteins ausgebildet ist, siehe hierzu z. B. [31, 149].
Wird die Zugfestigkeit des Zementsteins überschritten, entstehen Risse. Durch die
hohen Zugabemengen an Mikrosilika in ultrahochfestem Beton wird die Selbst-
austrocknung verstärkt [31, 149]. 
Die Verformungen infolge autogenen Schwindens liegen in Abhängigkeit von Messme-
thode und Messbeginn für normalfeste Betone maximal im Bereich von -0,1 mm/m, für
hochfeste Betone zwischen ca. -0,15 und -0,25 mm/m [141]. Aufgrund ihrer geringen
Porosität sowie des hohen Zementstein- und Mikrosilikagehalts zeigen ultrahochfeste
Betone eine sehr ausgeprägte Selbstaustrocknung. Budelmann et al. [18] ermittelten im
Betonalter von 28 Tagen Verformungen infolge autogenen Schwindens im Bereich von
-0,5 mm/m (UHPC) bzw. -0,6 mm/m (RPC). In Untersuchungen von Eppers und Mül-
ler [29] ergaben sich im gleichen Betonalter Verformungen zwischen -0,6 mm/m und
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-0,9 mm/m (RPC). Durch den Zusatz von Stahlfasern (1 Vol.-%) ließ sich das autogene
Schwinden um bis zu 15 % reduzieren.
Rissbildung infolge von Temperaturgradienten
Ultrahochfeste Betone sind durch den Einsatz vergleichsweise hoher Bindemittelmen-
gen gekennzeichnet. Diese können zur Entwicklung einer hohen Hydratationswärme
führen. Ist das Abführen dieser Wärme aus dem Betonbauteil nicht gewährleistet, kön-
nen im jungen Betonalter hohe Temperaturgradienten entstehen, die Eigen- und
Zwangsspannungen und eine damit verbundenen Rissbildung zur Folge haben [126]. 
Ulm und Coussy [137] führten aus diesem Grund den Parameter lQ (Diffusionslänge
der Hydratationswärme) ein. Dieser gibt an, wie weit der Abstand eines beliebigen
Punktes innerhalb eines Bauteils maximal bis zur Bauteiloberfläche sein darf, damit die
Hydratationswärme ohne schädigende Auswirkungen abgeführt werden kann. Je höher
die Betonfestigkeit ist, desto kleiner ist lQ. Für ultrahochfesten Beton liegt lQ zwischen
0,20 und 0,40 m [126].
Auch bei der thermischen Nachbehandlung des Festbetons, die meist im Temperaturbe-
reich von 90 °C erfolgt, können Mikrorisse entstehen. Der thermische Ausdehnungsko-
effizient der ultrahochfesten Mörtelmatrix liegt bei  [18], derjenige des
häufig eingesetzten Basalts zwischen etwa 0,6 und  [49] und derjenige
der Stahlfasern im Bereich von 1,0 bis  [87]. Eine Mikrorissbildung
infolge eines unterschiedlichen Ausdehnungsverhaltens der Ausgangsmaterialien ist
demnach nicht ausgeschlossen. Ferner kann ein zu schnelles Aufheizen oder Abkühlen
des Betons eine Rissbildung verursachen. Empfohlen werden daher Aufheizraten von
maximal 0,2 K/Minute und Abkühlraten von maximal 0,1 K/Minute [115].
2.1.4 Durchlässigkeit des Porengefüges
Die Durchlässigkeit eines Porengefüges wird maßgebend durch dessen Konnektivität
und Tortuosität beeinflusst, die in unmittelbarem Zusammenhang mit der Porosität des
Betons stehen. Die Kenntnis dieser drei Größen bildet daher den „Schlüssel“ zum Ver-
ständnis von Transportprozessen und der hieraus gegebenenfalls resultierenden Struk-
turänderungen im Beton.
2.1.4.1 Konnektivität
Die Konnektivität eines Porensystems beschreibt den Vernetzungsgrad der Poren unter-
einander. Um die Durchlässigkeit bzw. Kontinuität eines Porenraums zu unterbinden,
ist es notwendig, den Vernetzungsgrad insbesondere der Kapillarporen zu minimieren.
1,0 10 5– K 1–⋅
0 9, 10 5–  K 1–⋅
1,6 10 5–  K 1–⋅
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Bentz und Garboczi [10] untersuchten auf Grundlage eines computerbasierten, dreidi-
mensionalen Zementsteinmodells auf Basis der C3S-Hydratation, ab welcher Kapillar-
porosität die Kontinuität des Kapillarporensystems unterbrochen ist. Hierbei
berücksichtigten sie unterschiedliche w/z-Werte sowie Mikrosilikagehalte. Es zeigte
sich für alle Zementstein-Variationen eine sogenannte „Durchlässigkeitsgrenze“ von
Vkap, dis = 18 Vol.-%, bei der keine Vernetzung der Kapillarporen mehr vorlag, siehe
Abbildung 2-4. Später geben Bentz et al. [12] eine Durchlässigkeitsgrenze von
17 Vol.-% an.
Abb. 2-4: Anteil vernetzter Kapillarporen in Abhängigkeit von der Kapillarporosität
Vkap von Zementstein [10]
Das Erreichen dieser Durchlässigkeitsgrenze Vkap, dis ist von den betontechnologischen
Randbedingungen abhängig. Daher geben Bentz und Garboczi [10] für verschiedene
Mikrosilikagehalte bei gegebenem w/z-Wert den mindestens erforderlichen Hydratati-
onsgrad  an, der zum Erreichen der Diskontinuität von Zementstein erforderlich ist,
siehe Abbildung 2-5.
Für ultrahochfeste Betone mit einem w/z-Wert von maximal 0,30 und Mikrosilikage-
halten von 15 bis 30 M.-% v. CEM ist demzufolge ein Hydratationsgrad von maximal
etwa 30 % notwendig, um die Kontinuität des Kapillarporensystems zu unterbrechen.
Dieser Hydratationsgrad wird meist bereits nach wenigen Tagen erreicht (vgl. Abbil-
dung 2-1). Ist die Diskontinuität des Kapillarporenraums erreicht, erfolgen Transport-
prozesse nach Bentz et al. [12] über den Gelporenraum.
Die Ergebnisse von Bentz und Garboczi wurden von Vernet et al. [142] für RPC in Ver-




Abb. 2-5: Hydratationsgrad , der zum Erreichen der Diskontinuität des Poren-
raums von Zementstein erforderlich ist, in Abhängigkeit vom w/z-Wert
und vom Mikrosilikagehalt [10] (Darstellung in Anlehnung an [142])
Es ist folglich davon auszugehen, dass ultrahochfeste Betone kein vernetztes Kapillar-
porensystem aufweisen. Für einen Transport von Flüssigkeiten und Gasen steht somit
hauptsächlich der Gelporenraum zur Verfügung.
2.1.4.2 Tortuosität
Die Tortuosität  – häufig auch als Umwegfaktor bezeichnet – beschreibt das Verhält-
nis zwischen der Strecke l eines Ions auf seinem Weg von Punkt A zu Punkt B im
Porensystem des Zementsteins und der direkten Verbindung l0 der Punkte. Dieser
Zusammenhang ist in Abbildung 2-6 veranschaulicht.






Hieraus wird auch ersichtlich, dass die Tortuosität von Beton u. a. vom Volumenanteil
und der Korngrößenverteilung der Gesteinskörnung abhängt. Es gilt Gleichung (2-4)
nach Shen et al. [122]:
 (2-4)
Vor allem bei der Beschreibung diffusionsabhängiger Prozesse ist die Berücksichtigung
der Tortuosität notwendig. Da die Ermittlung des tatsächlich vom Ion zurückgelegten
Wegs l enorm aufwendig ist, wird häufig das Verhältnis der entsprechenden, experi-
mentell ermittelten Diffusionskoeffizienten zur Abschätzung der Tortuosität herangezo-
gen, siehe z. B. [38, 92, 102], woraus sich Gleichung (2-5) ergibt. Die auf diese Weise
ermittelte Tortuosität wird dann auch als Diffusivität bezeichnet. 
 (2-5)
wobei D0 Diffusionskoeffizient des Ions in freier Lösung [m²/s]
DM Diffusionskoeffizient des Ions im betrachteten
Material [m²/s]
Die Tortuosität eines Materials ist vor allem abhängig von dessen durchlässiger Porosi-
tät, also insbesondere von der Kapillarporosität Vkap. Im Falle der Abwesenheit einer
impermeablen Phase (Vkap = 100 Vol.-%) gilt nach [122] allgemein der Grenzwert
nach Gleichung (2-6), bei Abwesenheit eines permeablen Porensystems
(Vkap = 0 Vol.-%) der Grenzwert nach Gleichung (2-7):
 (2-6)
 (2-7)
Garboczi und Bentz [10, 38] stellten auf Grundlage computerbasierter Untersuchungen
zur Tortuosität allerdings heraus, dass der Grenzwert nach Gleichung (2-7) für zement-
gebundene Materialien unzutreffend ist. Dies begründen sie damit, dass ab der Durch-
lässigkeitsgrenze von Vkap, dis = 18 Vol.-% die Konnektivität des durchlässigen
Kapillarporensystems zwar nicht mehr gegeben ist, der Ionentransport dann aber durch
den Gelporenraum erfolgt (vgl. Kapitel 2.1.4.1). Somit ist der Transport bei einer
Kapillarporosität von Vkap = 0 Vol.-% stark verlangsamt, jedoch nicht unterbunden.
Der Grenzwert für  bei  hängt v. a. vom Mikrosilikagehalt des Zementsteins
ab (vgl. auch Abbildung 2-7).
Zur Beschreibung des Zusammenhangs zwischen Tortuosität und dem Porenraum eines
Materials existieren zahlreiche Modelle auf Basis theoretischer, experimenteller oder












Betrachtung zementgebundener Materialien ergeben, wurden allerdings nur von weni-
gen Autoren berücksichtigt. Die entsprechenden Modelle sind nachfolgend dargelegt.
Tortuosität von Zementstein – Modell nach Promentilla et al.
Das Modell nach Promentilla et al. [102] basiert auf der Visualisierung des Porenraums
von Zementstein ohne Mikrosilikazusatz mithilfe der Synchroton-Mikrotomographie
und der anschließenden Simulation eines diffusionsbasierten „Random Walk“ von
Ionen in diesem Porenraum. Anhand der Ergebnisse ermittelten sie Gleichung (2-8) in
Analogie zu Archies Gesetz zur Vorhersage der Tortuosität:
 (2-8)
Archies Gesetz geht auf petrophysikalische Untersuchungen von Gus E. Archie aus den
1940er Jahren zurück [5]. Es beschreibt den empirischen Zusammenhang zwischen
Konduktivität, Porenraum und Sättigung des Porenraums und aufgrund der Gültigkeit
der Nernst-Einstein Gleichung somit auch den Zusammenhang zwischen Diffusivität
(also Tortuosität) und Porenraum, siehe hierzu [38].
Abb. 2-7: Tortuosität von Zementstein  für verschiedene Mikrosilikagehalte in
Abhängigkeit von der Kapillarporosität Vkap nach verschiedenen Progno-
semodellen [12, 102]
Die Durchlässigkeit des Gelporenraums bleibt bei Promentilla et al. unberücksichtigt,
weshalb für  der Grenzwert nach Gleichung (2-7) gilt, siehe auch
Abbildung 2-7.
Tortuosität von Zementstein – Modell nach Bentz et al.
Das von Bentz et al. [12] entwickelte, auf der Computersimulation der Zementhydrata-
tion basierende Modell bezieht neben der Kapillarporosität den Mikrosilikagehalt ein.





Mikrosilika beeinflusst maßgeblich die Tortuosität des Zementsteins, indem es infolge
der puzzolanischen Reaktion die Bildung des im Vergleich zum Portlandit dichteren
CSH-Gels begünstigt.
Untersucht wurden Zementsteine mit Mikrosilikagehalten bis maximal 10 M.-% bezo-
gen auf das Zementgewicht. Die Prognose der Tortuosität erfolgt nach den Gleichungen
(2-9) und (2-10). Zu beachten ist, dass Gleichung (2-10) keine korrekte Prognose des
Grenzwerts nach Gleichung (2-6) liefert und daher nur bis zu einer Kapillarporosität
Vkap von 60 Vol.-% gültig ist [38].
 (2-9)
  (2-10)
Die Abhängigkeit der Tortuosität vom Mikrosilikagehalt ist durch die Parameter K1 [-]
und K2 [-] gegeben. Die zugehörigen Diagramme können Abbildung A1-2 (siehe
Anhang 1) entnommen werden. Ausgehend von den Werten nach Bentz et al. wurde im
Rahmen der vorliegenden Arbeit eine Regressionsanalyse vorgenommen, so dass die
Gleichungen (2-9) und (2-10) auch für Mikrosilikagehalte von mehr als 10 M.-% bezo-
gen auf das Zementgewicht angewendet werden können.
Für Mikrosilikagehalte von 0, 10 und 30 % vom Zementgewicht ist der Zusammenhang
nach den Gleichungen (2-9) und (2-10) in Abbildung 2-7 dargestellt. 
Tortuosität von Mörtel und Beton – Modell nach Bentz et al.
Mit zunehmendem Volumenanteil an Gesteinskörnung nehmen die „Umwege“ zu, die
ein Ion bei seinem Weg durch den Porenraum eines Mörtels oder Betons nehmen muss.
Gleichzeitig nimmt der Anteil der im Vergleich zur ungestörten Zementsteinmatrix
durchlässigeren Kontaktzone zu. Die Anwesenheit einer (diffusionsdichten) Gesteins-
körnung beeinflusst daher zwangsläufig die Tortuosität des Zementsteins.
Da bislang keine quantitativen Angaben zum Einfluss des Volumenanteils der Gesteins-
körnung auf die Tortuosität von Zementstein existierten, sollte im Rahmen der vorlie-
genden Arbeit eine Abschätzung hierzu vorgenommen werden.
Im diesem Zusammenhang wurden Prognosemodelle zum Diffusionskoeffizienten von
Beton herangezogen. Bentz et al. [11] entwickelten – wiederum auf Grundlage von
Computersimulationen zur Zementhydratation – ein empirisches Modell zur Vorher-
sage des Diffusionskoeffizienten von Beton, das neben dem Volumenanteil der
Gesteinskörnung VGK den w/z-Wert sowie den Hydratationsgrad  einbezieht, siehe
Gleichung (2-11). Der Einfluss der ITZ wird in Gleichung (2-11) vernachlässigt.
1
τZS Vkap Vkap 0,17≤;( )---------------------------------------------------- 10
4– K1⋅ 10 2– K2 Vkap2⋅ ⋅+=
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Ein Vergleich mit Literaturdaten zeigte eine hinreichende Übereinstimmung der anhand
von Gleichung (2-11) prognostizierten Diffusionskoeffizienten mit denjenigen aus
experimentellen Untersuchungen [11].
Ausgehend von Gleichung (2-11) wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit das Ver-
hältnis zwischen der Tortuosität eines Betons  und der Tortuosität des zugehöri-
gen, ungestörten Zementsteins  in Abhängigkeit vom Volumenanteil der
Gesteinskörnung bei abgeschlossener Hydratation abgeschätzt.
Hierbei wurde zugrundegelegt, dass bei gegebenem w/z-Wert maximal der Hydratati-
onsgrads  nach Mills [81] erreicht wird (siehe hierzu auch Kapitel 2.1.2).
Außerdem wurde angenommen, dass Gleichung (2-11) für VGK = 0 Vol.-% den Diffu-
sionskoeffizienten für Zementstein DZS liefert. Es gelten dann für diffusionsdichte
Gesteinskörnungen folgende Zusammenhänge (Gleichungen (2-12) bis (2-14)): 
 (2-12)
 und somit  (2-13)
 (2-14)
Der Grenzwert nach (2-13) wird von Gleichung (2-11) allerdings nicht erfüllt, weshalb
auch der Grenzwert nach (2-14) nicht erfüllt werden kann. Gegenstand der hier ausge-
führten Betrachtungen waren daher nur Mörtel bzw. Betone mit einem praxisrelevanten
Gesteinskörnungsvolumen von maximal 80 Vol.-%. 
In Abbildung 2-8 sind die Zusammenhänge dargestellt, die sich für das Verhältnis
/  bei konstantem Volumenanteil der Gesteinskörnung (VGK) und variablem
Wasserzementwert (w/z) bei der hier beschriebenden Anwendung des Modells nach
Bentz et al. ergeben.
Zu erkennen ist zunächst, dass das Verhältnis /  umso größer ist, je höher der
Volumenanteil der Gesteinskörnung ist, d. h. die Tortuosität eines Betons nimmt mit
zunehmendem Gehalt an Gesteinskörnung zu. Dieser Zusammenhang ist – wie zuvor
schon erläutert – plausibel.
Darüber hinaus zeigen die Kurven ein Minimum bei w/z = 0,40 und einen Anstieg des
Verhältnisses /  sowohl für w/z > 0,40 als auch für w/z < 0,40. Plausibel ist
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Abb. 2-8: Verhältnis zwischen der Tortuosität von Beton  und der Tortuosität
des zugehörigen, ungestörten Zementsteins  in Abhängigkeit vom
Wasserzementwert w/z bei VGK = konst. nach Gleichung (2-12) auf Basis
des Modells nach Bentz et al. [11] 
Die Begründung hierfür ergibt sich aus der Tatsache, dass sich die Tortuosität des
Betons und diejenige des Zementsteins lediglich durch den „Umweg“, der beim
Umgehen der Gesteinskörnung ensteht, sowie durch die Durchlässigkeit der ITZ unter-
scheiden. Während der „Umweg“ bei gleichem Gesteinsgehalt und gleicher Korngrö-
ßenverteilung unabhängig vom w/z-Wert ist, nimmt die Kapillarporosität und damit
auch die Durchlässigkeit der ITZ im Beton mit steigendem w/z-Wert zu, siehe hierzu
auch Kapitel 2.1.3.2. Somit muss die Tortuosität des Betons mit zunehmendem w/z-
Wert abnehmen.
Eine mögliche Ursache für die Unzulänglichkeit des Modells besteht darin, dass Bentz
et al. die Anwesenheit und die Beschaffenheit der ITZ bei Einsatz einer Gesteinskör-
nung in Gleichung (2-11) nicht berücksichtigen.
Tortuosität von Mörtel und Beton – Modell nach Oh und Jang
Auch Oh und Jang [92] leiteten ein Modell zur Prognose des Diffusionskoeffizienten
von Beton her. Neben dem Volumen der verwendeten Gesteinskörnung gehen auch die
Kapillarporosität, die Durchlässigkeit und die Schichtdicke der ITZ sowie die Durch-













mit F Term zur Berücksichtigung der Kapillarporosität und der Durchläs-
sigkeit des CSH-Gels
G Term zur Berücksichtigung des Einflusses der Gesteinskörnung auf
die Durchlässigkeit des Gefüges
DCSH/D0 Verhältnis zwischen Diffusionskoeffizient des CSH-Gels und Diffusi-
onskoeffizient des betrachteten Ions in freier Lösung [-]
(nach [11] gilt für Chloridionen: D0 =  m²/s)
DITZ/DZS Verhältnis zwischen Diffusionskoeffizient der ITZ und Diffusionsko-
effizient des Zementsteins [-]
Vkap Kapillarporosität [Vol.-%]
Dicke der ITZ im Verhältnis zum Radius der Gesteinskörnung [-]
n Exponent
(n = 2,7 für ZS ohne Zusatzstoffe, n = 4,5 für ZS mit MS) [-]
Oh und Jang [92] geben für DCSH/D0 Werte zwischen  und  für
Zementstein ohne Zusatzstoffe und zwischen  und  für Zementstein mit
Mikrosilika an. Je dichter der Zementstein ist, umso kleiner ist DCSH/D0.
Der Diffusionskoeffizient DZS für Zementstein ergibt sich – wie bereits beim Modell
nach Bentz et al. – für VGK = 0 Vol.-% aus Gleichung (2-15). Somit kann folgender
Zusammenhang abgeleitet werden:
 (2-18)
Auf Grundlage von Gleichung (2-18) wurde wiederum das Verhältnis  in
Abhängigkeit vom Volumenanteil der Gesteinskörnung abgeschätzt. Hierbei wurde für
den NPC ausgehend von Literaturdaten (siehe hierzu Kapitel 2.1.3.2) angenommen,
dass die Durchlässigkeit der ITZ etwa doppelt so hoch ist, wie diejenige der ungestör-
ten Matrix (DITZ/DZS = 2,0), und dass die Ausdehnung der ITZ maßgeblich von der
F [0,5[(DCSH/D0 )1/n 1,22Vkap[1-(DCSH/D0 )1/n]-0,22]+=
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Korngröße der Zementpartikel abhängt. Bei einem mittleren Radius der Gesteinskör-
nung von 3 mm – wie er auch bei den in der vorliegenden Arbeit untersuchten Betonen
Verwendung fand – und einem mittleren Zementkorndurchmesser von etwa 60 µm
ergibt sich demnach = 0,02.
Für den UHPC wurde auf Basis von Literaturdaten (vgl. Kapitel 2.1.3.2) angenommen,
dass die Kontaktzone zwischen Gesteinskörnung und Zementstein im UHPC keine
Schwächung aufweist und die ITZ den gleichen Diffusionswiderstand besitzt, wie die
ungestörte Zementsteinmatrix (DITZ/DZS = 1,0). Somit ergibt sich = 0.
Das Ergebnis der Abschätzung ist für die Betone UHPC und NPC in Abbildung 2-9
dargestellt. Für UHPC wird für  der nach Gleichung (2-14) geforderte
Grenzwert aufgrund von = 0 angenähert. Für NPC wird dieser Grenzwert nicht
erreicht.
Abb. 2-9: Abgeschätztes Verhältnis zwischen der Tortuosität von Beton  und
der Tortuosität des zugehörigen, ungestörten Zementsteins  in
Abhängigkeit vom Volumenanteil der Gesteinskörnung (exemplarisch für
einen UHPC und einen NPC) im Vergleich zu Literaturdaten
Die Verifikation des in Abbildung 2-9 dargestellten Zusammenhangs anhand von
Literaturdaten ist schwierig, da nur sehr wenige Experimente existieren, in denen der
Diffusionskoeffizient von Mörtel oder Beton unter Variation des Anteils der Gesteins-
körnung sowie außerdem der Diffussionskoeffizient des zugehörigen Zementsteins
bestimmt wurden, so dass eine Darstellung in Analogie zu Abbildung 2-9 erfolgen
kann. Die einzigen Versuchsergebnisse hierzu, die ermittelt werden konnten, stammen
von Caré [20] und sind ebenfalls Abbildung 2-9 zu entnehmen. Sie zeigen eine gute









Zur Beschreibung der Tortuosität von Zementstein eignet sich vor allem das Modell
nach Bentz et al., da dieses – anders als das Modell nach Promentilla et al. – die Durch-
lässigkeitsgrenze des Zementsteins berücksichtigt und außerdem das CSH-Gel nicht als
dicht ansieht, sondern ihm eine gewisse Durchlässigkeit zuschreibt, die mit zunehmen-
dem Mikrosilikagehalt abnimmt.
Der Einsatz einer Gesteinskörnung beeinflusst die Tortuosität erheblich, indem der
„Umweg“ erhöht wird, den ein Ion im Porensystem des Mörtels bzw. Betons zurück-
legt. Ausgehend von Prognosemodellen für den Diffusionskoeffizienten von Beton
wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit der Einfluss der Gesteinskörnung auf die
Tortuosität von Beton abgeschätzt, indem das Verhältnis der Diffusionskoeffizienten
von Zementstein und Beton auf Grundlage zweier Modelle (Bentz et al., Oh und Jang)
betrachtet wurde.
Hierbei führt das Modell nach Bentz et al. für Betone mit w/z 0,40 aufgrund der
Vernachlässigung des Einflusses der ITZ zu einer falschen Prognose des Verhältnisses
, weshalb das Modell im Rahmen dieser Arbeit nicht weiterverfolgt wird.
Beim Modell nach Oh und Jang kann sowohl die Korngrößenverteilung der eingesetz-
ten Gesteinskörnung sowie die Ausprägung der ITZ berücksichtigt werden. Das Modell
führt zu einer schlüssigen Abschätzung des Verhältnisses zwischen  und . Es
zeigt lediglich Schwächen für Gesteinsgehalte von mehr als ca. 80 Vol.-%, da der nach
Gleichung (2-14) geforderte Grenzwert für Betone mit ausgeprägter ITZ (z. B. im nor-
malfesten Beton) nicht erreicht wird. Dieser Bereich ist jedoch weniger praxisrelevant.
Für praxisübliche Gesteinsvolumina resultiert auf Basis des Modells nach Oh und Jang
eine um maximal 10-fach höhere Tortuosität für Beton als für Zementstein. Ein Ver-
gleich mit experimentell bestimmten Werten aus Literaturdaten zeigte eine vergleichs-
weise gute Übereinstimmung mit dem theoretisch abgeleiteten Zusammenhang, der







Der Porenraum von Beton ist zugänglich für Gase (z. B. Wasserdampf, CO2) und Flüs-
sigkeiten (z. B. Wasser), welche die Struktur des Betons stark beeinflussen können.
Über Flüssigkeit können zudem Ionen eingetragen werden, die mit dem Beton und/oder
dem Bewehrungsstahl interagieren (z. B. Cl-, SO42-).
Grundsätzlich sind alle Phasen des Zementsteins in der Lage, in bestimmtem Maße mit
den eindringenden Medien zu reagieren. Hinzu kommt, dass auch die Gesteinskörnung
reaktiv sein kann. Das Betongefüge ist daher – sofern es nicht hermetisch gegen Ein-
flüsse aus der Umgebung abgedichtet ist – einem permanenten Wandel unterworfen,
der sich signifikant auf die Transporteigenschaften und damit auch auf die Dauerhaftig-
keit auswirken kann. Die maßgebenden Wechselwirkungen reaktiver Agenzien mit der
Zementsteinmatrix sind in Abbildung 2-10 zusammengefasst.
Abb. 2-10: Wechselwirkungen der Zementsteinmatrix (ZS) mit eindringenden Agen-
zien (Darstellung in Anlehnung an [21])
Nachfolgend sind die Wechselwirkungen des Betongefüges mit denjenigen Agenzien
dargelegt, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit von Relevanz sind. Eine ausführli-
che Beschreibung der zugrunde liegenden Transportmechanismen (Effusion und Diffu-
sion, kapillares Saugen, Permeation) kann z. B. [21, 110, 138] entnommen werden.
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2.2.1 Wechselwirkung zwischen Wasser und Zementstein
Zwischen Wasser und Zementstein finden gegenläufige Wechselwirkungen statt, die
maßgebenden Einfluss auf die Transporteigenschaften des Zementsteins nehmen. Dies
ist zum einen die Auslaugung des Portlandit (CH) und der CSH-Phasen, was zumindest
eine lokale Erhöhung der Porosität bedeutet. Zum anderen kann der Wasserzutritt eine
reversible oder irreversible Abdichtung des Porengefüges oder gegebenenfalls vorlie-
gender Mikrorissen zur Folge haben.
2.2.1.1 Auslaugung des Zementsteins
Vor allem weiche Wässer (z. B. Regenwasser, destilliertes Wasser) sind in der Lage,
Calcium (Ca2+) aus dem Zementstein auszulaugen. Hierbei ist insbesondere das CH im
Vergleich zu den übrigen ZS-Phasen leicht löslich (0,16 g CH in 100 g Wasser bei
20 °C und Atmosphärendruck) [21]. 
Sugiyama et al. [131, 132] sowie Buil et al. [19] beschreiben den Mechanismus der
Ca2+-Auslaugung. Demnach liegt die Ca2+-Konzentration in der Porenlösung zunächst
bei 0,0200 mol/l (Punkt A, Abbildung 2-11). Nimmt die Ca2+-Konzentration z. B.
infolge einer Verdünnung der Porenlösung bei Wasserzutritt ab, wird Ca2+ zunächst aus
dem CH gelöst, um die Ausgangskonzentration wiederherzustellen ( , Abbil-
dung 2-11). Ist das CH vollständig ausgelaugt (Punkt B, Abbildung 2-11), wird Ca2+
aus den CSH-Phasen herausgelöst ( , Abbildung 2-11). Da das Ca2+ schwerer
aus den CSH-Phasen gelöst wird, als aus dem CH, stellt sich eine nichtlineare Konzen-
trationsabnahme ein. Sobald eine Ca2+-Konzentration von 0,0015 mol/l in der Porenlö-
sung unterschritten wird (Punkt C, Abbildung 2-11), kommt es zur schlagartigen
Decalcifizierung der CSH-Phasen ( , Abbildung 2-11).
Die Zerstörung des CH bzw. der CSH-Phasen ist verbunden mit einer lokalen Erhöhung
der Porosität des Zementsteins [19, 131].
Verglichen mit dem Angriff weicher Wässer verstärken gelöste Salze die Auslaugung
von Calciumionen aus den festigkeitsbildenden Phasen des Zementsteins.
Glasser et al. [40] führten Untersuchungen zur Auslaugung von Calcium und Silicium
aus dem CH und den CSH-Phasen in NaCl-Lösungen verschiedener Konzentrationen
durch. Ihre Ergebnisse lassen sich folgendermaßen zusammenfassen, wie auch aus
Tabelle 2-2 hervorgeht:
• Es wird mehr Calcium aus dem CH gelöst als aus den CSH-Phasen.
• Die Löslichkeit von Calcium nimmt mit zunehmender NaCl-Konzentration des
Angriffsmediums zu. Am deutlichsten ist die Zunahme im Bereich geringer






• Die Löslichkeit von Calcium steigt mit zunehmendem C/S Verhältnis der CSH-
Phasen.
• Die Silizium-Auslaugung ist vernachlässigbar, nimmt aber tendenziell mit
zunehmendem C/S-Verhältnis der CSH-Phasen ab.
Der pH-Wert des Angriffsmediums wird durch den Auslaugprozess nicht signifikant
verändert.
In vergleichbaren Versuchen von Hill et al. [57] wurden die Ergebnisse von Glasser et
al. [40] umfassend bestätigt.
Abb. 2-11: Beziehung zwischen der Ca2+-Konzentration im Zementstein CZS und in
der Porenlösung CL (nach [19, 131, 132])
Tab. 2-2: Löslichkeiten von Calcium (Ca2+) und Silizium (Si4+) aus dem CH und
den CSH-Phasen für verschiedene Angriffsmedien (ermittelt bei 25 °C,
Atmosphärendruck) [40]
Löslichkeit [g/l] von Ca bzw. Si aus
Angriffs- CH CSH (C/S = 0,85) CSH (C/S = 1,8)
medium Ca2+ Ca2+ Si4+ Ca2+ Si4+
reines Wasser 0,81 0,05 0,008 0,65 0,0003
3,0 % NaCl 1,09 0,46 0,004 0,91 0,0006
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2.2.1.2 Abdichtung von Porenraum und Mikrorissen
Die Abdichtung des Betons infolge der Interaktion zwischen Wasser und Zementstein
kann auf unterschiedliche Ursachen zurückgeführt werden. Häufig wird hierbei zwi-
schen den Begriffen „Selbstabdichtung“ und „Selbstheilung“ unterschieden, siehe z. B.
[53].
Hearn [53] bezeichnet die Fähigkeit des Betons, Risse zu heilen oder sich mit der Zeit
selbstständig abzudichten als „Immunsystem“ des Betons. Sie erachtet es als notwen-
dig, diese Eigenschaften des Betons in Lebensdauerprognosen einzubeziehen, da nur
bei deren Berücksichtigung eine zuverlässige Langzeitprognose des Betonverhaltens
möglich ist.
Selbstheilung
Unter „Selbstheilung“ versteht man die Abdichtung von Rissen im Beton, z. B. [27, 
53]. Der Vorgang der Selbstheilung kann physikalische (z. B. Quellen des Zement-
steins) oder chemische Ursachen (z. B. Nachhydratisieren des Zementsteins) haben
oder mechanischen Ursprungs sein (z. B. Reduktion der Rissbreite durch Feinststoffe)
[27].
Jacobsen et al. [62, 63] konnten bei nach einer Frostschädigung wassergelagerten hoch-
festen Betonen (w/z = 0,3 bis 0,4) die Entstehung von Hydratationsprodukten in den
Rissflanken und somit die nachträgliche Hydratation von unreagiertem Zementklinker
nachweisen. Infolge der Selbstheilung stellten sie einen Rückgang des Schädigungs-
grads der befrosteten Proben um bis zu 46 % gemessen an der Ultraschalllaufzeit fest.
In Versuchen an gerissenen Proben aus dem wärmebehandelten (90 °C, 48 h) ultra-
hochfesten Feinkornbeton Ductal® (w/z = 0,20) stellten Granger et al. [44, 45] eine
vollständige Wiederherstellung der Steifigkeit des ungerissenen Betons infolge Wasser-
lagerung fest. Dies führten sie auf die hohen Mengen an unhydratisiertem Zement
zurück, der in ultrahochfesten Betonen aufgrund des sehr geringen w/z-Werts vorliegt,
und die damit verbundene Entstehung von CSH-Phasen insbesondere in der Rissöff-
nung.
Die Selbstheilung hochfester bzw. ultrahochfester Betone wird demnach maßgeblich
auf die nachträgliche Hydratation des unreagierten Zements zurückgeführt, der in die-
sen Betonen in vergleichsweise großen Mengen vorliegt.
Nicht einheitlich sind die Angaben zur Rissbreite, die maximal durch Selbstheilung
infolge Nachhydratation überbrückt werden kann. Die Angaben liegen zwischen 50 µm
und 200 µm [27, 106, 151]. Auch die damit einhergehende erforderliche Dauer der
Wasserlagerung ist nicht einheitlich wiedergegeben und variiert zwischen wenigen
Tagen bis zu 20 Wochen, z. B. [27, 151]. Dies ist darauf zurückzuführen, dass sich die




Rucker-Gramm [110] definiert die Selbstabdichtung als Mechanismus, der dazu führt,
dass die Wasseraufnahme zementgebundener Baustoffe vom Wurzel-t-Gesetz abweicht
bzw. dazu, dass die Durchlässigkeit gegenüber Wasser für diese Baustoffe nicht kon-
stant ist, sondern mit der Zeit abnimmt. Dieser Effekt kann durch unterschiedliche
Mechanismen verursacht werden.
Zum einen findet mit fortschreitender Hydratation des Betons grundsätzlich eine
zunehmende Verdichtung des Porenraums statt und zwar so lange, wie unhydratisierter
Zement und Wasser zur Verfügung stehen. Hearn [53] bezeichnet diesen Vorgang als
„kontinuierliche Hydratation“. Der Einfluss dieses Effekts nimmt mit zunehmender
Festigkeitsklasse des Betons ab, da mit zunehmender Betonfestigkeit der w/z-Wert
abnimmt und somit der maximal erzielbare Hydratationsgrad früher erreicht wird, vgl.
auch Abbildungen 2-1 und A1-1 (Anhang 1). Für ultrahochfeste Betone spielt die kon-
tinuierliche Hydratation somit nur bis zu einem Betonalter von etwa 100 Tagen eine
Rolle.
Zudem ist bei Wasserzutritt von außen auch die nachträgliche Hydratation von unre-
agiertem Zement möglich, der in Betonen mit niedrigen Wasserzementwerten
 auch im fortgeschrittenen Betonalter vorliegt. In ungerissenen Bauteilen
aus hochfestem bzw. ultrahochfestem Beton ist eine derartige Nachhydratation auf-
grund der hohen Dichtigkeit dieser Betone jedoch nur im Bereich der äußersten Rand-
zone denkbar.
Ebenfalls zu einer Abdichtung des Porenraums kann nach Rucker-Gramm [110] bzw.
Hearn und Morley [54] der Ausfall von Kristallen bei einer Übersättigung der Porenlö-
sung mit den vorhandenen Ionen (v. a. Magnesium, Kalium, Natrium, Calcium) führen.
Das Blockieren von Transporträumen durch lose Fremdkörper ist nach [54, 110] ver-
nachlässigbar.
Den maßgebenden Mechanismus der Selbstabdichtung stellen nach Rucker-Gramm
[110] Quellvorgänge im Zementgel dar. Die Überlegungen von Rucker-Gramm basie-
ren auf dem „Münchner Modell“ zur Zementsteinstruktur nach Wittmann [150].
Nach dem „Münchner Modell“ bilden die Hydratationsprodukte ein dreidimensionales
Netzwerk amorpher Gelpartikel kolloidaler Größe, ein sogenanntes Xerogel, siehe auch
Abbildung 2-12. Die Gelpartikel sind durch ionisch-kovalente Bindungen und Van der
Waals-Bindungen miteinander verbunden. Nach Badmann et al. [6] macht sich der Ein-
fluss der Van-der-Waals-Kräfte besonders im Gelporenbereich mit Porendurchmessern




Abb. 2-12: Münchner Modell zur Zementsteinstruktur nach Wittmann [150]
Sind die Gelpartikel trocken, werden sie durch die wirkende Oberflächenspannung
komprimiert (Abbildung 2-13, a.1). Diese Oberflächenspannung ist umso stärker, je
kleiner die Partikel sind. 
Nimmt die Umgebungsfeuchte zu, lagern sich Wassermoleküle an den Partikeloberflä-
chen an [150]. Die Oberflächenspannung nimmt ab, und infolge dessen dehnen sich die
Partikel aus (Abbildung 2-13, a.2). Dieser Effekt ist umso ausgeprägter, je größer die
innere Oberfläche des Zementgels ist und je kleiner der E-Modul des Betons ist [150].
Aus der Zunahme der Schichtdicke der angelagerten Wassermoleküle resultiert zudem
ein Spaltdruck. Dieser bewirkt, dass die van der Waals-Bindungen zwischen den Gel-
partikeln zunehmend geschwächt und gegebenenfalls gelöst werden (Abbildung 2-13,
b.1) und die Teilchen sich voneinander entfernen (Abbildung 2-13, b.2). Die ionisch-
kovalenten Bindungen innerhalb der Gelpartikel werden durch die Wasseranlagerung
zwar schwächer, bleiben aber erhalten.
Abb. 2-13: Wechselwirkung zwischen Zementgel und Wasser (a: Quellen der Partikel
durch Abnahme der Oberflächenspannung, b: Lösen der Bindungen
infolge des Spaltdrucks des Wassers), Darstellung in Anlehnung an [110]
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Rucker-Gramm [110] konnte experimentell nachweisen, dass das über Kapillartrans-
port aufgenommene Wasser aufgrund des in den Gelporen herrschenden Unterdrucks in
den Gelporenraum umverteilt wird. Das in den Gelporenraum transportierte Wasser
wird aufgrund der hohen Oberflächenkräfte, die dort wirken, nicht weitertransportiert.
Vielmehr verursacht es das Quellen der Gelpartikel aufgrund der zuvor erläuterten
Mechanismen (Ausdehnung der Gelpartikel, Erhöhung des Spaltdrucks). Hiermit ver-
bunden ist eine Reduktion der Konnektivität der Poren und die sukzessive Abdichtung
des Gelporenraums sowie die Reduktion des kapillaraktiven Porenraums.
Die Quantifizierung der Selbstabdichtung kann nach Rucker-Gramm [110] mithilfe der
Kernresonanzspektroskopie (NMR) erfolgen. In die von Rucker-Gramm hergeleitete
Gleichung zur Abschätzung des Rückgangs des kapillaraktiven Wassers (siehe hierzu
[110]) geht der so bezeichnete Abdichtungsfaktor q [-] ein. Je größer der Abdichtungs-
faktor ist, umso ausgeprägter ist die Selbstabdichtung. Für einen Mörtel mit w/z = 0,60
liegt der Abdichtungsfaktor beim Eindringen von reinem Wasser bei 1,2 [110]. Sind
Salze im Wasser gelöst, beeinflussen diese deutlich den Spaltdruck und somit auch die
Abdichtungstendenzen des Zementgels. Rucker-Gramm [110] stellte einen linearen
Zusammenhang zwischen der Selbstabdichtung des Porenraums und der NaCl-Konzen-
tration fest, wie anhand von Abbildung 2-14 erkennbar ist.
Abb. 2-14: Abdichtungsfaktor q eines Mörtels (w/z = 0,60) nach Rucker-Gramm
[110] in Abhängigkeit von der NaCl-Konzentration der eindringenden
Flüssigkeit
2.2.1.3 Frost-Tau- und Frost-Taumittelbeanspruchung
Die Beständigkeit ultrahochfester Betone gegenüber einer Frost-Taubeanspruchung
(CIF-Test nach TC 176-IDC [N28]) bzw. einer Frost-Taumittelbeanspruchung (CDF-
Test nach TC 117-FDC [N29]) ist inzwischen gut in der einschlägigen Literatur doku-
mentiert, siehe hierzu [23,  30,  94, 95]. In keinem der dort vorgestellten Versuchspro-
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gramme wurde der Grenzwert einer maximalen Abwitterung von 1.500 g/m² nach dem
CDF-Verfahren auch nach einer Ausweitung der Versuchsdauer auf bis zu 200 Frost-
Tauwechsel (FTW) erreicht, siehe auch Abbildung 2-15 (oben). Allerdings zeigten die
faserbewehrten ultrahochfesten Betone eine Rostentwicklung und Abplatzungen im
Bereich oberflächennaher Stahlfasern [30].
Der relative dynamische Elastizitätsmodul (E-Modul) fiel nur durch eine starke Vor-
schädigung – z. B. durch eine scharfe Abkühlung von 90 °C auf 8 °C [95] – unter das
Schädigungskriterium von 80 % ab, vgl. Abbildung 2-15 (unten).
Abb. 2-15: Abwitterung (oben) und relativer dynamischer E-Modul (unten) infolge
eines Frost-Tau- bzw. Frost-Taumittelangriffs in Abhängigkeit von der
Anzahl an Frost-Tauwechseln für verschiedene ultrahochfeste Betone
(o. F.: ohne Fasern, 90 °C: wärmebehandelt bei 90 °C)
Somit weisen ultrahochfeste Betone generell einen ausgeprägt hohen Frostwiderstand
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bei der Frostbeanspruchung von ultrahochfestem Beton aufgrund der sehr geringen
Wasseraufnahme nicht zu einer kritischen Sättigung durch die sogenannten Mikroeis-
linsenpumpe und somit auch nicht zu einer Gefügeschädigung kommt. Außerdem kann
die während der Tauphasen stattfindende Wasserbeaufschlagung der Probekörper zu
einer Selbstheilung etwaiger Risse und somit zu einer Abnahme des Schädigungsgrads
führen [63] (siehe hierzu auch Kapitel 2.2.1.2).
2.2.2 Wechselwirkung zwischen CO2 und Zementstein
Dringt CO2 in den Porenraum des Betons ein, reagiert dieses mit dem dort vorhandenen
Wasser zu Kohlensäure (H2CO3). Diese führt zur Neutralisation insbesondere des CH
und es bildet sich CaCO3. Neben dem CH, das am reaktionsfreudigsten ist, sind insbe-
sondere die CSH-Phasen betroffen. Aber auch die übrigen Phasen des Zementsteins
werden durch die Karbonatisierung modifiziert [130].
Während die Karbonatisierung für den unbewehrten Beton in der Regel nicht schädlich
ist, führt sie bekanntermaßen zum Absinken des pH-Werts der Porenlösung auf ca.
pH 8,5. Hierdurch wird die Passivierung der Stahlbewehrung aufgehoben, die den Stahl
im ungestörten Beton vor Korrosion schützt.
Da es sich beim Eindringen von CO2 um einen diffusionskontrollierten Prozess han-
delt, kann der Karbonatisierungsfortschritt (bei stationären Bedingungen) grundsätzlich
durch das Erste Fick´sche Gesetz beschrieben werden. Für die Tiefe der Karbonatisie-
rungsfront xc [m] zum Zeitpunkt t [s] ergibt sich dann Gleichung (2-19). Hierbei ist Dc
[m²/s] der Diffusionskoeffizient des karbonatisierten Betons.
 (2-19)
Voraussetzung für die Anwendung dieses sogenannten Wurzel-t-Gesetzes ist die Kennt-
nis des Diffusionskoeffizienten Dc, der sich z. B. aus der bekannten Karbonatisierungs-
tiefe xc zum Zeitpunkt t ermitteln lässt, die durch Bauwerksuntersuchungen erfasst wer-
den kann.
Zudem kann Dc mithilfe geeigneter Prognosemodelle abgeschätzt werden. Nach Papa-
dakis et al. [96] ergibt sich der Diffusionskoeffizient Dc [m²/s] von CO2 in karbonati-
siertem Beton in Abhängigkeit von der Umgebungsfeuchte  [%] aus nachfolgender
Gleichung (2-20). φ [-] ist hierbei die Porosität des vollständig hydratisierten und kar-
bonatisierten Zementsteins.
 [m²/s]  (2-20)




6– φ1,8 1 ϕ/100–[ ]2,2⋅ ⋅ ⋅=
φ ρz/ρw w/z 0 3,–1 ρz/ρw w/z⋅+------------------------------------⋅≈
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Die Gültigkeit von Gleichung (2-21) ist auf Betone mit einem w/z-Wert von mindestens
0,30 beschränkt. Dies impliziert, dass der Porenraum für Betone mit  so
dicht ist, dass keine CO2-Diffusion erfolgt. In der Tat ist davon auszugehen, dass
infolge des sehr geringen mittleren Porendurchmessers ultrahochfester Betone, der
meist im Bereich von weniger als 100 nm liegt (vgl. Abbildung A3-3, Anhang 3), die
langsamere Effusion und nicht die Diffusion den maßgebenden Mechanismus des
CO2-Transports darstellt. 
Experimentelle Untersuchungen zum Karbonatisierungsfortschritt von ultrahochfestem
Beton existieren nur in sehr beschränktem Maße. Ludwig und Thiel [77] untersuchten
die Karbonatisierung von ultrahochfestem Beton ohne Faserbewehrung anhand von
Dünnschliffen nach 28-tägiger Lagerung des Betons unter erhöhtem CO2-Gehalt
(2 Vol.-%). Die ermittelte Karbonatisierungstiefe betrug im Betonalter von 56 Tagen
zwischen 10 und 15 µm.
Langzeitversuche zum Karbonatisierungsfortschritt von bei 90 °C wärmebehandelten
ultrahochfesten Betonen wurden an der Universität Kassel durchgeführt [30]. Die
ermittelte Karbonatisierungstiefe nach einer Lagerung bei 20 °C und 65 % r. F. ist in
Abhängigkeit vom Betonalter in Abbildung 2-16 dargestellt. 
Abb. 2-16: Karbonatisierungstiefe eines wärmebehandelten ultrahochfesten Fein-
kornbetons (RPC) bzw. Grobkornbetons (UHPC) in Abhängigkeit vom
Betonalter im Vergleich zum vorhergesagten Verlauf nach dem Wurzel-t-
Gesetz (Daten aus [30])
Erst ab einem Betonalter von 180 Tagen konnte mithilfe von Phenolphthalein eine Kar-
bonatisierung nachgewiesen werden. Nach dreijähriger Lagerung betrug die Karbonati-
sierungstiefe maximal 1,7 mm, wobei der Feinkornbeton (RPC) eine geringfügig
stärkere Karbonatisierung aufwies als der Grobkornbeton (UHPC). Es ist erkennbar,
dass der detektierte Karbonatisierungsfortschritt hier nicht dem Wurzel-t-Gesetz




men ist die Entstehung von Mikrorissen infolge der Wärmebeaufschlagung, durch die
ein verstärkter Eintritt von CO2 erfolgt, wie er für hochfeste Betone auch von Guse und
Hilsdorf beobachtet wurde [50].
2.2.3 Wechselwirkung zwischen Chloridionen und Zementstein 
bzw. Bewehrungsstahl
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde das Betonverhalten infolge ständiger Ein-
wirkung einer NaCl-Lösung untersucht, weshalb sich die nachfolgenden Ausführungen
auf die Wechselwirkungen von NaCl-Lösungen und dem Zementstein bzw. dem
Bewehrungsstahl – und hierbei insbesondere der Stahlfaserbewehrung – beschränken.
Die intermittierende Beaufschlagung, wie sie u. a. für Verkehrsbauwerke relevant ist
(z. B. tausalzbeaufschlagtes Spritzwasser), wird nicht betrachtet (siehe hierzu z. B. [72, 
138]).
2.2.3.1 Eindringung und Bindung von Chloridionen
Steht ungesättigter Beton mit einer Salzlösung in Kontakt, erfolgt die Lösungsauf-
nahme zunächst durch kapillares Saugen, und darin enthaltenene Ionen werden mitge-
schleppt (sogenannter „Huckepack“-Transport).
In den wassergesättigten Bereichen des Betons findet ein Weitertransport der Ionen
durch Diffusion statt. Hierbei ist die elektrische Ladung und die daraus resultierende
Interaktion der Ionen sowohl des gelösten Salzes als auch der Porenlösung zu berück-
sichtigen [136, 145]. Nach der Debye-Hückel-Theorie wird jedes Ion von einer Wolke
aus entgegengesetzt geladenen Ionen umgeben, die jeweils wiederum das Zentrum
einer weiteren Ionenwolke darstellen. Aufgrund der Wahrung der elektrischen Neutrali-
tät, wird der Ionentransport von den langsameren Ionen bestimmt. Im Falle der Na-
trium- und Chloriddiffusion stellt das Natriumion (Na+) das im Vergleich zum Chlori-
dion (Cl-) langsamere Ion dar [136, 145]. Zwar eilt das beweglichere Chloridion dem
Natrium voraus, es wird aber durch das elektrische Feld der Kationenwolke des Natri-
ums abgebremst. Gleichzeitig werden die Natriumionen durch das Chloridion
beschleunigt [72, 136, 145].
Ein Teil der eingetragenen Chloridionen wird von der Zementsteinmatrix physikalisch
und chemisch gebunden. Die physikalische Bindung durch Adsorption der Chloridio-
nen im Zementgel mittels Van-der-Waals-Kräfte dominiert die chemische Bindung und
kann durch Langmuir-, Freundlich- oder BET-Isothermen beschrieben werden [56, 91].
Bei der chemischen Bindung findet ein Ionenaustausch im Monosulfat statt, wodurch
das sogenannte „Friedel´sche Salz“ ( ) entsteht [56, 91].C3A CaCl2 10H2O⋅ ⋅
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Die maßgebenden Einflussfaktoren der Chloridbindekapazität, wie z. B. der
C3A-Gehalt des Zements oder der Zementsteingehalt des Betons, sind in [91] ausführ-
lich dargelegt und in Tabelle A1-1, Anhang 1, zusammengefasst.
2.2.3.2 Kritischer korrosionsauslösender Chloridgehalt
Ungebundene, also freie Chloridionen können zu einer Korrosion des im Beton einge-
brachten Bewehrungsstahls führen, indem sie dessen schützende Passivschicht lokal
zerstören (sogenannte „Lochfraßkorrosion“).
Um abschätzen zu können, ob es infolge des Chlorideintrags zur Stahlkorrosion
kommt, ist die Kenntnis des kritischen korrosionsauslösenden Chloridgehalts unab-
dingbar. In [16] geben Breit et al. die maßgebenden Einflussfaktoren des kritischen kor-
rosionsauslösenden Chloridgehalts an (z. B. pH-Wert des Betons, Kaltverformungsgrad
des Bewehrungsstahls), die in Tabelle A1-2 (Anhang 1) wiedergegeben sind. Zu beach-
ten sind außerdem Einflüsse aus der Exposition wie z. B. die Sauerstoffzufuhr oder der
Feuchtegehalt in der Umgebung des Stahls. Auf Grundlage von Laborversuchen und
Untersuchungsergebnissen an Bauwerken untermauern sie die Annahme des kritischen
korrosionsauslösenden Chloridgehalts von 0,5 M.-% v. CEM nach der Instandsetzungs-
Richtlinie des DAfStb (DAfStb-Richtlinie SIB [N24]) für Beton mit Stabstahlbeweh-
rung ohne Fehlstellen und mit einer ausreichenden Betondeckung. Bei diesem Grenz-
wert kommt es nur mit einer sehr geringen Wahrscheinlichkeit zur Korrosion des
Bewehrungsstahls [16].
Die Korrosionsneigung von Stahlfasern im Beton ist nach Dauberschmidt [25] wesent-
lich geringer als diejenige von Stabstahl. In Versuchen stellte er deutlich höhere kriti-
sche korrosionsauslösende Chloridgehalte zwischen 2,1 und 3,4 M.-% v. CEM im
randnahen, ausgelaugten Betonbereich und von bis zu 5,6 M.-% v. CEM im Betonin-
nern fest. Den erhöhten Widerstand der Stahlfasern führt er darauf zurück, dass die
Stahlfasern aufgrund des Herstellungsprozesses (Drahtziehverfahren) von einer homo-
generen Passivschicht umgeben sind. Zudem wird durch die beim Herstellungsprozess
aufgebrachte Kaltverformung der Korrosionswiderstand der Fasern erhöht (vgl. Tabelle
A1-2, Anhang 1), und es bildet sich eine dichtere Kontaktzone zwischen Stahl und
Beton aus, als es beim Einsatz einer Stabstahlbewehrung der Fall ist.
2.2.3.3 Modelle zur Beschreibung der Chlorideindringung
Infolge der Chloridbeaufschlagung des Betons ergibt sich ein sogenanntes Chloridpro-
fil, das den zur Beaufschlagungsdauer ti vorliegenden, tiefenabhängigen Chloridgehalt
des Betons wiedergibt. In Abbildung 2-17 sind schematisch die verschiedenen Chlorid-
profile dargestellt, wie sie in der Literatur zu finden sind, und wie sie sich aus Echtzeit-
Diffusionsversuchen ergeben. Die Ordinatenbeschriftung kann von derjenigen in
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Abbildung 2-17 abweichen. Häufig werden Chloridgehalte auch in „M.-% vom Beton“
oder in „g/kg Beton“ angegeben.
Abb. 2-17: Gängige Chloridprofile (schematisch) mit zugehörigem Chloridunter-
grundwert (ClUW) und kritischem Chloridgehalt (Clkrit); cnom:
Betondeckung, ckrit: Tiefe, bis zu der Clkrit überschritten wird, cCl: Chlo-
rideindringtiefe, Δx: gestörter Randbereich
Der in Abbildung 2-17 aufgeführte Chloriduntergrundwert (ClUW) gibt denjenigen
Ausgangschloridgehalt wieder, der unabhängig von einer Chloridbeaufschlagung durch
die Betonausgangsstoffe in den Beton eingebracht wurde. Der kritische korrosionsaus-
lösende Chloridgehalt (Clkrit) wurde in Kapitel 2.2.3.2 erläutert.
Auch bei ständiger Lösungsbeaufschlagung können Chloridprofile mit innen liegendem
Maximalchloridgehalt entstehen, wie sie sich bei intermittierender Beaufschlagung
ergeben. Ursachen hierfür sind die randnahe Auslaugung des Zementsteins oder die
Karbonatisierung des Betons [91, 97, 112]. In den meisten veröffentlichten Chloridpro-
filen werden diese Randeffekte vernachlässigt (vgl. Abbildung 2-17). Dies liegt u. a.
darin begründet, dass sich die betroffene Randzone (Δx) meist nur über wenige Milli-
meter erstreckt. Die tiefenabhängige Untersuchung des Betons erfolgt jedoch häufig
anhand von z. B. Scheiben mit Schichtdicken größerer Abmessung, die ausgelaugte
Randzone wird somit nicht separat erfasst.
Aus dem Chloridprofil lässt sich die Chlorideindringtiefe cCl ablesen. Wird der kriti-
sche korrosionsauslösende Chloridgehalt Clkrit im Bereich der Bewehrungslage erreicht
oder überschritten, kommt es zur Bewehrungskorrosion (vgl. Abbildung 2-17).
Anhand der experimentell ermittelten Chloridprofile lässt sich – unter Zugrundelegung
eines geeigneten Modells – durch Rückrechnung der zugehörige Diffusionskoeffizient
des Betons ermitteln (scheinbarer Diffusionskoeffizient Dapp) und so die Entwicklung
der Chlorideindringtiefe prognostizieren. 
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In den letzten Jahren wurden zahlreiche Modelle zur Beschreibung der Chlorideindrin-
gung in Beton entwickelt, siehe hierzu [90, 138]. Die meisten Modelle basieren auf den
Fick´schen Diffusionsgesetzen und der alleinigen Betrachtung der Diffusion des Chlo-
ridions. Neuere Modelle beziehen die Interaktion aller in der Porenlösung vorliegenden
Ionen mit in die Diffusionsbetrachtung ein und beanspruchen so eine realitätsnähere
Modellierung. Nachfolgend sind die wichtigsten Modelle kurz erläutert. Im Anschluss
erfolgt eine Bewertung der Prognosegüte dieser Modelle im Vergleich zum gängigsten,
vergleichsweise einfach nachvollziehbaren Modell, dem Zweiten Fick´schen Gesetz.
Modelle auf Basis beschleunigter Messverfahren zur Chlorideindringung, also der
RCM-Methode (Rapid Chloride Movement), werden im Rahmen der vorliegenden
Arbeit nur am Rande betrachtet (vgl. Kapitel 3.5.1).
Zweites Fick´sches Gesetz
Das Zweite Fick´sche Gesetz (siehe Gleichung (2-22)) beschreibt die Diffusion für den
praxisrelevanten Fall eines zeitlich und örtlich variablen Konzentrationsgefälles:
 (2-22)




In [22] sind die Ansätze zur Lösung dieser Differentialgleichung zweiter Ordnung her-
geleitet und ausführlich erläutert. Die analytischen Lösungen des Zweiten Fick´schen
Gesetzes basieren meist auf der Gauss´schen Fehlerfunktion („Error Function“, erf(z)).
Für die meisten im Bauwesen relevanten Fälle können die folgende Anfangs- und
Randbedingung nach [22] zur Lösung herangezogen werden:
Cl = 0 für und t = 0 (Anfangsbedingung)
Cl = Cl0 für x = 0 und t > 0 (Randbedingung)
Unter Zugrundelegung dieser Bedingungen ergibt sich folgende analytische Lösung des
Zweiten Fick´schen Gesetzes zur Prognose der orts- und zeitabhängigen Chlorid-
konzentration Cl(x,t):
 (2-23)














x Abstand von der beaufschlagten Oberfläche [m]
t Beaufschlagungsdauer [s]
erfc komplementäre Fehlerfunktion 
Die Lösung der Fehlerfunktion und der komplementären Fehlerfunktion ist für den
positiven Wertebereich im Anhang 1 dargestellt (Abbildung A1-3).
Gehlen [39] erweiterte die in Gleichung (2-23) genannte Lösung der Differentialglei-
chung im Hinblick auf die Randzone, in der keine reine Diffusion stattfindet (Δx, vgl.
Abbildung 2-17) . Sein Prognosemodell für die orts- und zeitabhängige Chloridkonzen-
tration Cl(x,t) ist in Gleichung (2-24) wiedergegeben. Es besitzt Gültigkeit für den
Bereich, der sich an die gestörte Randzone anschließt. Anstatt der Oberflächenkonzen-
tration der anstehenden Lösung bezieht er die sogenannte Ersatzoberflächenkonzentra-
tion ClΔx in der Tiefe Δx ein. Die Vorgänge in der Randzone werden nicht modelliert.
 (2-24)
mit ClΔx Ersatzoberflächenkonzentration [M.-%]
Δx Randzone, in der keine reine Diffusion stattfindet [m]
Deff(t) effektiver Diffusionskoeffizient zum Zeitpunkt t [m²/s]
Der unter Echtzeitbedingungen im Labor ermittelte Diffusionskoeffizient Deff(t), den
Gehlen in seine Betrachtungen einbezieht, wird anhand des im beschleunigten Versuch
nach Tang [134] ermittelten Diffusionskoeffizienten DRCM abgeschätzt. Hierzu wird
der Diffusionskoeffizient DRCM mit Parametern zur Berücksichtigung der Alters- und
Temperaturabhängigkeit des Diffusionskoeffizienten sowie mit einem Parameter zur
Umrechnung des beschleunigt ermittelten Diffusionskoeffizienten auf den unter Echt-
zeitbedingungen ermittelten Diffusionskoeffizienten multipliziert. Näheres hierzu ist
[39] zu entnehmen.
Zum Gehlen-Modell ist anzumerken, dass die unmittelbare Substitution des in Glei-
chung (2-23) als konstant angenommenen Diffusionskoeffizienten DCl durch den zeit-
abhängigen Diffusionskoeffizienten Deff(t) mathematisch nicht korrekt ist. Die korrekte
Lösung des Zweiten Fick´schen Gesetzes bei Annahme eines zeitabhängigen Diffusi-
onskoeffizienten wurde z. B. von Tang und Gulikers [135] hergeleitet. Ein Vergleich
der Prognosegüte der korrekten Lösung mit dem Gehlen-Model zeigte, dass es infolge
der dort eingeführten mathematischen Vereinfachung zu einer deutlichen Überschät-
zung der prognostizierten Lebensdauer kommen kann [135].
Darüber hinaus konnte Kapteina [66] zeigen, dass das von Gehlen vorgenommene
„Abschneiden“ der Randzone Δx dazu führen kann, dass der mithilfe eines Kurvenfit-
tings auf Grundlage von Gleichung (2-24) rechnerisch ermittelte Diffusionskoeffizient
stark von der Ausbildung dieser Randzone abhängt. Bei einer in wesentlichem Maße
erfc(z) 1 erf(z)–=( )
Cl(x,t) ClΔx erfc
x Δx–




vom Zufall abhängenden Ausdehnung der Randzone – wie sie sich zumindest bei
spritzwasserbeaufschlagten Bauwerken einstellt (von Kapteina vornehmlich unter-
sucht) – ist dies physikalisch nicht plausibel.
Multi-Ionen-Ansatz nach Truc
Die maßgebende Neuerung im sogenannten „Multi-Ionen-Ansatz“ nach Truc [136]
stellt die Betrachtung aller in der Porenlösung vorhandenen Ionen und deren Wechsel-
wirkung untereinander und mit dem Beton dar. Das Modell nach Truc berücksichtigt
die aus dieser Wechselwirkung entstehenden Ionenströme und -verteilungen sowie
außerdem ein gegebenenfalls vorhandenes elektrisches Feld. Zudem geht auch die
Gefügebeschaffenheit des Betons (Rohdichte, Porosität) in das Modell ein.
Zur Vorhersage der Chloridprofile ist nach Truc [136] für die vier maßgebenden Ionen-
arten in der Porenlösung (Na+, K+, OH-, Cl-) die numerische Lösung der Gleichungen
(2-25) bis (2-27) erforderlich:
• Berechnung des elektrischen Felds E(x,t):
 (2-25)
• Berechnung der Ionenströme Jeff,i(x,t) (Nernst-Planck-Gleichung, i = 1 bis 4):
 (2-26)
• Berechnung der Eindringprofile (Kontinuitätsgleichung, i = 1 bis 4):
 (2-27)
mit E elektrisches Feld [V/m]
x Abstand von der beaufschlagten Oberfläche [m]
t Beaufschlagungsdauer [s]
jeff effektive elektrische Stromstärke [A/m²]
vi Zahl der Valenzelektronen der i-ten Ionenart [-]
Deff,i effektiver Diffusionskoeffizient der i-ten Ionenart in der
Porenlösung [m²/s]
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Jeff,i effektiver Ionenstrom der i-ten Ionenart 
Bi im Beton gebundener Anteil der i-ten Ionenart [mol/kg]
p Porosität des Betons [Vol.-%]
Rohdichte des Betons [kg/m³]
Der zur Lösung der Gleichungen (2-25) bis (2-27) benötigte effektive Diffusionskoeffi-
zient Deff,i wird anhand eines von Truc entwickelten Schnelltests in Anlehnung an das
RCM-Verfahren nach Tang [134] ermittelt.
Zur Lösung der Gleichungen (2-25) bis (2-27) stellt Truc [136] das Programm
„MsDiff“ zur Verfügung, das eine Vielzahl an Ergebnissen ausgibt (zeitabhängige Ent-
wicklung der Porosität und der Rohdichte, Konzentrationsprofile und Ionenstrom der
einzelnen Ionen sowie Verteilung des elektrischen Potenzials).
Wie Truc selbst herausstellt, berücksichtigt das Modell allerdings nicht die Auslaugung
der Randzone Δx, die die Chlorideindringung stark beeinflussen kann, weshalb er dies-
bezüglich eine Weiterentwicklung des Modells empfiehlt. Ein Nachteil des Modells ist
zudem seine geringere Anwenderfreundlichkeit im Vergleich zum Zweiten Fick´schen
Gesetz.
Ionenaustausch-Modell nach Samson und Marchand
Samson und Marchand [111] schlagen ein Modell zur Beschreibung der Chloridein-
dringung vor, dessen Schwerpunkt auf der Betrachtung von Ionenaustauschprozessen
liegt. Der Austausch von Sulfat- und Chloridionen beim Einbau des Chlorids in das
Monosulfat wird dabei als maßgebend erachtet.
Wie bereits Truc [136] betrachten Samson und Marchand nicht nur den Chloridtrans-
port, sondern den Transport aller in der Porenlösung vorhandenen Ionenarten. Anders
als Truc beziehen Samson und Marchand auch Lösungs- und Ausfällungsprozesse in
die Modellierung ein.
Bei der mathematischen Umsetzung des Modells werden abwechselnd mehrere Trans-
portgleichungen und chemische Gleichgewichtsbeziehungen gelöst. Die entsprechen-
den, komplexen Gleichungen können der Literatur [111] entnommen werden.
Grundsätzlich liegt ihnen das Massenerhaltungsprinzip und die Wahrung der Elektro-
neutralität zugrunde. Die Modellierung der Transportvorgänge erfolgt in Abhängigkeit
von sechs maßgebenden Einflussparametern:
• der Konzentration der jeweiligen Ionenart in der Porenlösung,
• dem Diffusionskoeffizienten der jeweiligen Ionenart,
• dem Wassergehalt des Betons,





• dem elektrischen Feld [= f(Permittivität, Anzahl der Ionenarten)] und
• der chemischen Aktivität [= f(Ionenkonzentration, Ionenradius, Temperatur)].
In die Abschätzung des Diffusionskoeffizienten der jeweiligen Ionenart beziehen Sam-
son und Marchand neben dem Zementsteingehalt auch die Tortuosität und den Sätti-
gungsgrad des Betons sowie die Änderung der Porosität infolge von Auslaugungs- und
Ablagerungsprozessen ein. 
Auch zur Prognose des Chlorideintrags nach Samson und Marchand ist die numerische
Lösung komplexer mathematischer Gleichungssysteme notwendig, was verglichen mit
der Lösung des Zweiten Fick´schen Gesetzes einen deutlich erhöhten Aufwand dar-
stellt.
Modell zum simultanen Ionentransport nach Sugiyama et al.
Das von Sugiyama et al. [131, 132] als „Simultaneous Ion Transport Model“ (SiTraM)
bezeichnete Modell berücksichtigt ebenfalls die Wechselwirkung aller in der Porenlö-
sung vorhandenen Ionen. Wie aus Gleichung (2-28) ersichtlich ist, beruht es auf dem
Zweiten Fick´schen Gesetz, d. h. die mögliche Einwirkung eines äußeren elektrischen
Felds wird nicht berücksichtigt:
 (2-28)
mit ci, cj Konzentration der i-ten (j-ten) Ionenart in der Porenlösung
[mol/l]
x Abstand von der beaufschlagten Oberfläche [m]
t Beaufschlagungsdauer [s]
Dij Diffusionskoeffizient der i-ten Ionenart, beeinflusst durch
den Diffusionskoeffizienten der j-ten Ionenart [m²/s]
kx,t Koeffizient zur Berücksichtigung der Porenstruktur [-]
Grundsätzlich bezieht das Modell die drei folgenden, wesentlichen Aspekte in die
Modellbetrachtung ein: 
• die elektrochemische Interaktion aller vorhandenen Ionenarten,
• die Änderung der Porenstruktur des Betons infolge von Auslaugungs- und
Ablagerungsprozessen,
• die Interaktion der Ionen mit dem Beton (Auslaugung des Zementsteins,
Chloridbindung).
Die elektrochemische Interaktion der Ionen wird durch den Diffusionskoeffizienten Dij











und -größe, der Anzahl der vorhandenen Ionenarten und der zugehörigen Valenzelek-
tronen sowie des Diffusionskoeffizienten der Ionen in wässriger Lösung ermittelt wer-
den kann (siehe hierzu [131, 132]).
Die Porenstruktur wird durch den Koeffizienten kx,t im Modell berücksichtigt, der von
der Porosität und der Tortuosität des Betons abhängt. In die Berechnung von kx,t geht
außerdem der mithilfe beschleunigter Verfahren ermittelte effektive Diffusionskoeffizi-
ent ein.
Die Lösung der entsprechenden Gleichungen des SiTraM zur Berechnung der Chlorid-
profile erfolgt unter Anwendung der Finite-Differenzen-Methode mithilfe von Compu-
terprogrammen. Aufgrund der Vielzahl an numerisch zu lösender Gleichungen sowie
an erforderlichen Input-Parametern erweist sich auch das Modell nach Sugiyama et al.
als weniger anwenderfreundlich als das Zweite Fick´sche Gesetz.
Bewertung der Prognosegüte der Modelle
Innerhalb der vorliegenden Arbeit wurde im Rahmen von [103] die Prognosegüte die-
ser zuvor dargelegten neueren Modelle [111, 131, 136] untersucht und der Prognose-
güte des Zweiten Fick´schen Gesetzes gegenübergestellt, da eine derartige Bewertung
der Modelle nicht durch die Autoren selbst vorgenommen wurde.
Hierzu wurden für die von den jeweiligen Autoren experimentell ermittelten Chlorid-
profile unter Anwendung des am Lehrstuhl für Baustofftechnologie der ehemaligen
Universität Karlsruhe (TH) in [69] entwickelten Programms Chloridprofil.xls eine Pro-
gnose für die Chlorideindringung unter Zugrundelegung des Zweiten Fick´schen Geset-
zes durchgeführt. Das Programm Chloridprofil.xls basiert auf der Anwendung des
Marquard-Levenberg Algorithmus, weitere Details sind [69] zu entnehmen.
Die Prognosewerte nach Fick wurden dann den prognostizierten Werten der Autoren
gegenübergestellt, siehe nachfolgende Abbildung 2-18 sowie Anhang 1, Abbildungen
A1-4 bis A1-7.
Die Beurteilung der Prognosegüte der Modelle erfolgte anhand der Abweichung der
jeweiligen Prognosewerte von den experimentell ermittelten Werten. Als „absolute
Abweichung“ wurde dabei die tiefenabhängige Differenz zwischen Prognose und expe-
rimentell ermitteltem Wert bezeichnet (siehe Abbildung 2-19 und Anhang 1, Abbildun-
gen A1-8 bis A1-11). Ein positiver Wert zeigt eine Überschätzung des tatsächlichen
Chloridgehalts, ein negativer Wert eine Unterschätzung des Chloridgehalts an. Zur
Gewährleistung der Vergleichbarkeit der verschiedenen Modelle wurden die Integrale
der sich hieraus ergebenden Kurven betrachtet.
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Abb. 2-18: Gegenüberstellung der von Sugiyama et al. [131] experimentell ermit-
telten Werte (Beton 5, w/z = 0,30, Beton 6, w/z = 0,50) mit den prognosti-
zierten Werten (Modell nach Sugiyama et al., Zweites Fick´sches Gesetz)
Abb. 2-19: Absolute Abweichungen zwischen Prognose und experimentell ermit-
telten Werten (Beton 5, w/z = 0,30, Beton 6, w/z = 0,50) in Abhängigkeit
vom Abstand von der Angriffsfläche
Für baupraktische Betrachtungen ist es in erster Linie entscheidend, in welchem Maß
ein Modell die tatsächlich eintretenden Chloridgehalte unterschätzt, da hierbei die
Gefahr besteht, dass die geplante Lebensdauer für das betreffende Bauteil nicht erreicht
wird. Aus diesem Grund wurden neben der allgemeinen Zuverlässigkeit der Modelle
(Gesamtintegral Igesamt) insbesondere die Bereiche berücksichtigt, in denen der Prog-
nosewert unterhalb des tatsächlichen Chloridgehalts lag (Integral der Unterschät-
zung Iu). Die aus verschiedenen Beaufschlagungsdauern oder Betonzusammensetzun-
gen resultierenden unterschiedlichen Chlorideindringtiefen wurden durch eine Normie-
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rung anhand der Eindringtiefe L bzw. im Falle der Betrachtung der Unterschätzung




mit Igesamt Gesamtintegral 
Iu Integral der Unterschätzung 
L Chlorideindringtiefe [mm]
Lu Bereich, in dem eine Unterschätzung des Chloridgehalts
vorliegt [mm]
Clexp experimentell ermittelter Chloridgehalt [g/kg Beton]
Clprog prognostizierter Chloridgehalt [g/kg Beton]
F Indikatorfunktion
Die in Gleichung (2-30) verwendete Indikatorfunktion F nimmt den Wert Eins an für
den Fall, dass eine Unterschätzung der experimentell ermittelten Werte vorliegt
(Cprog(x) < Cexp(x)), ansonsten den Wert Null. Die Ergebnisse dieser Auswertung sind
in den Tabellen A1-3 bis A1-5 (Anhang 1) dargestellt.
Zur Beurteilung des Modells nach Truc [136] wurden insgesamt vier Chloridprofile
untersucht (Betone 1 und 2, Angriffsdauer 10 bzw. 23 Monate, siehe Tabelle A1-3). Die
allgemeine Zuverlässigkeit des Modells nach Truc gemessen am Gesamtintegral
(Igesamt, Truc) liegt für Beton 1 um maximal 63 % höher verglichen mit der Prognose
nach dem Zweiten Fick´schen Gesetz (Igesamt, Fick). Dem gegenüber steht allerdings
eine Verschlechterung der allgemeinen Zuverlässigkeit Igesamt, Truc um bis zu 214 % bei
Beton 2, vgl. Tabelle A1-3.
Ähnlich verhält es sich mit der allgemeinen Zuverlässigkeit Igesamt, Sam/March des
Modells nach Samson und Marchand [111], die ebenfalls anhand von vier Chloridprofi-
len beurteilt wurde (Betone 3 und 4, Angriffsdauer 1 bzw. 8 Monate, siehe hierzu
Tabelle A1-4). Diese liegt um maximal 45 % höher im Vergleich zur Prognose nach
Fick, während gleichzeitig eine maximale Verschlechterung um 175 % zu verzeichnen
war.
Die allgemeine Zuverlässigkeit Igesamt, Sugiyama des Modells nach Sugiyama et al. [131, 
132] ist mit derjenigen, die durch die Anwendung des Zweiten Fick´schen Gesetzes



















zwei Chloridprofile betrachtet (Betone 5 und 6, Angriffsdauer 104 Monate, siehe
Tabelle A1-5).
Bei Betrachtung der Integrale der Unterschätzung des Chloridgehalts Iu zeigte sich ein
ähnliches Bild. Hier steht einer Verbesserung um maximal 74 % (Modell nach Truc)
eine Verschlechterung um bis zu 200 % (Modell nach Truc) entgegen. Das Modell nach
Sugiyama et al. erzielt eine Verbesserung von 5 % bzw. 79 % verglichen mit dem Zwei-
ten Fick´schen Gesetz, vgl. Tabellen A1-3 bis A1-5.
Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die Modelle teilweise zu einer Ver-
besserung und teilweise zu einer ausgeprägten Verschlechterung der Prognosegüte füh-
ren verglichen mit dem Zweiten Fick´schen Gesetz. Eine eindeutige Tendenz ist nicht
erkennbar. Betrachtet man vor diesem Hintergrund die Komplexität der Modelle nach
Truc, Sugiyama et al. sowie Samson und Marchand, so lässt sich daraus schließen, dass
diese Modelle eher von wissenschaftlichem als von praktischem Interesse sind und sich
bei Anwendung des Zweiten Fick´schen Gesetzes – zumindest bei Entfallen eines äuße-
ren elektrischen Felds – meist vergleichbare oder nur unwesentlich schlechtere Progno-
següten erzielen lassen. Der Beitrag bzw. Nutzen der untersuchten Ansätze liegt
demnach weniger in einer praxisrelevanten Verbesserung der Prognose der Chloridein-
dringung, sondern vielmehr in der Berücksichtigung chemisch-physikalischer Einfluss-
faktoren im Hinblick auf eine möglichst wirklichkeitsnahe Abbildung der ablaufenden
Prozesse.
2.2.4 Wechselwirkung zwischen Säuren und Zementstein
2.2.4.1 Auftreten von Säuren in der Praxis
Säuren liegen entweder in konzentrierter Form vor, z. B. in der chemischen Industrie
(Säurewerke, Sprengstoff- und Düngemittelfabriken), verdünnt in Wässern, Abwässern
und Böden oder als Säuregas bzw. -dampf [49].
Besonders praxisrelevant ist hierbei der Angriff durch schwefelsaure Wässer. So verur-
sacht z. B. die Abführung von Abgasen durch Kühltürme im Kraftwerksbau die Bil-
dung eines schwefelsauren Kondensats, das an der Innenseite der Kühlturmschale mit
einem pH-Wert zwischen 6,5 und 3,0 ausfällt [59, 74, 86].
Die Bearbeitung pyrithaltiger Moor- und Marschböden, wie sie verstärkt in Nord-
deutschland vorzufinden sind, kann außerdem zur Belüftung der Böden und hiermit
verbunden zur Oxidation des Pyrits (Eisensulfid) unter Freisetzung von Schwefelsäure
führen [17, 47]. Die dabei entstehenden Schwefelsäuren weisen meist pH-Werte im
Bereich zwischen 4,0 und 3,0 und im Extremfall bis zu 1,0 auf [47].
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Darüber hinaus bewirken sulfatbildende Thiobazillen die Entstehung von Schwefel-
säure in Abwässern [85, 133]. In Kläranlagen kann es dadurch zu einem pH-Wert-
Milieu von 2,5 bis 1,0 und somit zu einem intensiven Betonangriff infolge der soge-
nannten biogenen Schwefelsäurekorrosion kommen [41].
Während es sich beim Angriff salzsaurer Wässer um einen rein lösenden Angriff han-
delt, bewirken schwefelsaure Wässer einen lösenden und – infolge der Anwesenheit der
Sulfationen – gleichzeitig einen treibenden Angriff (vgl. auch Abbildung 2-10).
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde schwerpunktmäßig der Angriff durch
schwefelsaure Wässer (H2SO4) sowie – exemplarisch für einen rein lösenden Angriff –
der Angriff durch salzsaure Wässer (HCl) untersucht (siehe hierzu Kapitel 3.5.2). Die
nachfolgenden Ausführungen beschränken sich daher auf die Wechselwirkung des
Zementsteins mit diesen beiden Säurearten.
2.2.4.2 Mechanismen des Säureangriffs
Bei Einwirkung mineralsaurer Wässer sind alle Phasen des Zementsteins thermodyna-
misch instabil und werden durch die Hydrolyse aufgelöst. Zunächst erfolgt die Auflö-
sung des Portlandits, die völlige Zerstörung des Betongefüges wird durch den Abbau
der festigkeitsbildenden CSH- und AFt-Phasen bewirkt [55, 119]. 
Grundsätzlich handelt es sich beim Säureangriff von Zementstein um eine Säure-Base-
Reaktion, deren Reaktionsprodukte Salze und Wasser sind. Exemplarisch sind nachfol-
gend die Reaktionsgleichungen für die Interaktion des CH und der CSH-Phasen mit
Salz- und Schwefelsäure bzw. der Calciumaluminatphase mit dem im Falle des schwe-
felsauren Angriffs entstehenden Gips angegeben, siehe Gleichungen (2-31) bis (2-35).
• Salzsäureangriff (nach [56]):
 (2-31)
 (2-32)




Außer Gips sind alle Salze, die sich bei der Salzsäure- bzw. Schwefelsäure-Base-Reak-
tion bilden, leicht löslich [56]. Die entstehenden Eisen-, Aluminium- und Siliziumver-
bindungen hingegen sind schwer löslich und lagern sich auf der Angriffsfläche ab. Das
Ca(OH)2 2HCl+ CaCl2 2H2O+→
3CaO 2SiO2 4H2O 6HCl+⋅ ⋅ 3CaCl2 2Si(OH)4 3H2O+ +→
Ca(OH)2 H2SO4+ CaSO4 2H2O (Gips)⋅→
3CaO Al2O3 12H2O⋅⋅ 3(CaSO4 2H2O)⋅ 14H2O+ +
 3CaO→ Al2O3 3CaSO4 32H2O (Ettringit)⋅⋅⋅
3CaO 2SiO2 4H2O⋅ ⋅ 3H2SO4+ 3CaSO4 2Si(OH)4 3H2O+ +→
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bei der Hydrolyse der CSH-Phasen freigesetzte SiO2 bildet hierbei eine Kieselgel-
schicht aus, die eine Diffusionsbarriere für die angreifenden Ionen darstellt. Der Diffu-
sionswiderstand dieser SiO2-Deckschicht beträgt nach Grube und Rechenberg [48]
etwa das sechsfache des reinen Wassers, was eine Verlangsamung der Reaktion
bewirkt, sofern diese Schicht nicht entfernt wird. Die Aluminium- und Eisenphasen fal-
len in oxidischer oder hydroxidischer Form als dunkle, teilweise amorphe Schicht aus
[55, 119].
Die Deckschichtbildung wurde von Herold [55] für normalfeste Betone genauer unter-
sucht. In Abbildung 2-20 ist der Aufbau der Deckschicht exemplarisch für den Angriff
durch salzsaure Wässer bei pH 3 dargestellt. Der Deckschichtaufbau für die Beauf-
schlagung mit pH 5 und pH 1 ist dem Anhang 1 zu entnehmen (Abbildung A1-12).
Abb. 2-20: Aufbau der Deckschicht infolge des Angriffs normalfester Betone durch
salzsaure Wässer mit pH 3 nach [55]
Der Aufbau der entstehenden Deckschicht ist weitgehend unabhängig von der Säureart,
beim Angriff durch H2SO4 bildet sich zusätzlich Ettringit in der angelösten Randzone
(siehe Gleichung (2-34)), wodurch sich dem lösenden Angriff ein treibender Prozess
überlagert. Beim Angriff durch pH 1 lagert sich zwischen der SiO2-reichen Restschicht
und der braunen, eisenreichen Schicht außerdem eine dicke, sehr harte, „verkieselte“
Gipsschicht an [55].
Der Korrosionsfortschritt im Beton hängt maßgeblich vom vorherrschenden Lastfall
ab. Zu unterscheiden sind stationäre (d. h. keine Zirkulation und kein Austausch der
angreifenden Lösung) und dynamische (d. h. ständiges Heranführen von frischer
Angriffslösung) Systeme sowie niedrige und hohe Fließraten des Angriffsmediums
[55]. Ferner ist zu berücksichtigen, ob die Deckschicht erhalten oder infolge abrasiver
Bedingungen abgetragen wird. Beim stark sauren Angriff findet zudem – anders als
beim schwach sauren Angriff – ein langsam lösender Abtrag der Deckschicht statt.
Für den dynamischen Angriff mit hinreichend hohen Fließraten und Beibehaltung der
Deckschicht lässt sich der Korrosionsfortschritt nach Herold [55] für den schwach sau-
ren Angriff durch Gleichung (2-36) und für den stark sauren bzw. mehrere Jahre andau-
ernden Angriff durch Gleichung (2-37) beschreiben.
Grundlagen
45
 (schwach saurer Angriff)  (2-36)
 (stark saurer/mehrjähriger Angriff)  (2-37)
Die Wurzel-t-Abhängigkeit kennzeichnet hierbei den Zeitraum, in dem der Korrosions-
prozess maßgeblich diffusionskontrolliert ist. Der lineare Zusammenhang beschreibt
den sich anschließenden Zeitraum, in dem die Reaktion maßgeblich oberflächenkon-
trolliert und die Lösungsrate konstant ist [55].
Vergleichbare Modelle werden z. B. von Grube und Rechenberg [48], Franke und Kiek-
busch [35] und Revertegat et al. [107] angegeben.
Der Einfluss der Säureart auf den Korrosionsfortschritt ist abhängig vom pH-Wert.
Nach Herold [55] bestehen im Bereich zwischen pH 3 und pH 5 nur geringe Unter-
schiede zwischen rein lösendem Angriff (HCl) und lösend-treibendem Angriff
(H2SO4), was auf die vergleichsweise geringen Sulfatkonzentrationen zurückzuführen
ist (pH 5: 0,48 mg SO42-/dm³ Säure, pH 3: 48 mg SO42-/dm³ Säure). Bei sehr geringen
pH-Werten führt die hohe Sulfatkonzentration (pH 1: 4787 mg SO42-/dm³ Säure) zur
raschen Ausbildung einer schwer löslichen Gipsschicht auf der Angriffsfläche, weshalb
die Korrosionsfront hier langsamer voranschreitet als beim rein lösenden Angriff.
Von großer Bedeutung für den Korrosionswiderstand von Beton ist die chemische
Zusammensetzung des Zements. Nach Herold [55] lässt sich der Widerstand eines
Zements gegenüber dem chemischen Angriff durch den Korrosionswiderstandswert K
(K-Wert) quantifizieren, der sich nach Gleichung (2-38) ermitteln lässt:
 (2-38)
Demnach stellt der K-Wert das Verhältnis zwischen deckschichtbildenden (Zähler) und
ausgelaugten (Nenner) Bestandteilen des Zements dar, und der Widerstand eines
Betons gegenüber chemischem Angriff steigt mit zunehmendem K-Wert des Zements.
K-Werte gängiger Zemente liegen im Bereich zwischen 0,4 und 0,9 [56].
Nach Hillemeier et al. [58] und Hüttl et al. [59] ist nicht nur die chemische Zusammen-
setzung des Zements entscheidend für den Widerstand des Betons gegenüber dem che-
mischen Angriff, sondern auch der Bindemittelgehalt. Zur Maximierung der
chemischen Beständigkeit empfehlen sie eine Minimierung des Bindemittelgehalts.
Weitere Einflussfaktoren des Korrosionswiderstands von Beton (w/z-Wert, Gesteins-
körnung, Zusatzstoffe etc.) gegenüber dem Angriff mineralsaurer Wässer wurden
umfassend z. B. von Herold [55] oder Hillemeier et al. [58] diskutiert und sind an dieser
Stelle nicht im Detail wiedergegeben. Auf Grundlage der dort dargelegten Zusammen-
hänge kann davon ausgegangen werden, dass der hohe Mikrosilikagehalt ultrahochfes-
ter Betone zur Ausbildung der schützenden Kieselgelschicht und somit ebenfalls zur
Steigerung des Widerstands beiträgt. Außerdem erhöhen der geringe Wasserbindemit-
xkorr, prog t( ) A t⋅=
xkorr, prog t( ) A t B t⋅+⋅=
K





telwert und die damit verbundene sehr geringe Porosität sowie Konnektivität des
Porensystems ultrahochfester Betone deren Widerstand gegenüber dem Säureangriff.
Zum Verhalten ultrahochfester Betone unter Säureangriff wurden bislang nur sehr
wenige Untersuchungen durchgeführt. Hervorzuheben sind hier die Versuche von
Franke et al. [33, 34, 37, 117], die im Rahmen des Schwerpunktprogramms SPP 1182
„Nachhaltiges Bauen mit Ultra-Hochfestem Beton (UHPC)“ der Deutschen For-
schungsgemeinschaft (DFG) an der Technischen Universität Hamburg-Harburg durch-
geführt wurden. Die dort erzielten Ergebnisse sind denjenigen, die innerhalb der
vorliegenden Arbeit erzielt wurden, in Kapitel 3.5.2 gegenübergestellt.
2.2.4.3 Prüfverfahren zur Beurteilung des Widerstands gegenüber 
chemischem Angriff
Die Prüfung des Widerstands von Mörteln oder Betonen gegenüber chemischem
Angriff unterliegt in Deutschland keiner einheitlichen Normung, sondern es existieren
unterschiedliche Prüfverfahren. Allen Verfahren ist gemeinsam, dass sie einen dynami-
schen Säureangriff simulieren. 
Die Durchführung der Prüfung erfolgt unter Nutzung verschiedener Säurearten – vor-
wiegend jedoch H2SO4 – bei unterschiedlichen pH-Werten im Bereich zwischen pH 5
bis pH 0. Die Versuchsdauer liegt zwischen 2 und 24 Wochen. Bis auf das Prüfverfah-
ren nach Herold [55], bei dem ein eindimensionaler Angriff des Betons erfolgt, findet
bei allen Prüfverfahren ein allseitiger Angriff der untersuchten Probekörper statt. Ein
maßgeblicher Unterschied der Verfahren liegt in der Beibehaltung bzw. im Abtrag der
entstehenden Deckschicht.
In der Regel erfolgt die Beurteilung des Korrosionswiderstands anhand der Schädi-
gungstiefe nach Versuchsende und dem Vergleich mit einem Referenzbeton.
Eine Übersicht über die auf nationaler Ebene eingesetzten Prüfverfahren ist dem
Anhang 1 zu entnehmen (Tabelle A1-6). Bei der Auswahl eines Prüfprozederes ist dar-
auf zu achten, dass das Verfahren die Praxisbedingungen, die simuliert werden sollen,
möglichst präzise nachstellt. 
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2.3 Schlussfolgerungen aus den Grundlagen
2.3.1 Gefügebeschaffenheit und Transportprozesse
Als maßgebende Faktoren, die das Eindringen von Agenzien in den (ultrahochfesten)
Beton beeinflussen, wurden auf Basis der dargelegten Zusammenhänge die nachfol-
gend aufgeführten Parameter identifiziert:
• Konnektivität des Porensystems:
Die für Transportprozesse maßgeblich verantwortlichen Kapillarporen bilden
nur dann ein miteinander verbundenes Netzwerk aus, wenn ein Mindest-
kapillarporengehalt von ca. 18 Vol.-% gegeben ist. Aufgrund des sehr
geringen Kapillarporengehalts ultrahochfester Betone müssen die sogenannte
Konnektivität des Porensystems und damit Transportprozesse über Kapillar-
poren daher weitgehend unterbunden sein. Ein Transport erfolgt hier vor-
wiegend über den Gelporenraum.
• Tortuosität von Zementstein und Beton:
Die Tortuosität des Zementsteins in ultrahochfesten Betonen ist sehr hoch und
wird – aufgrund der mangelnden Konnektivität des Porensystems – haupt-
sächlich durch die Tortuosität des Gelporenraums bestimmt.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde auf Basis theoretischer Überle-
gungen ein Zusammenhang zwischen der Tortuosität von Zementstein τZS
und der Tortuosität von Beton τBeton in Abhängigkeit vom Volumen der
Gesteinskörnung hergeleitet.
• Mikrorisse:
Neben Kapillarporen, über die das Eintreten von flüssigen und gasförmigen
Agenzien in den Beton ermöglicht wird, stellen Mikrorisse eine deutliche
Schwächung des Mikrogefüges dar. Ultrahochfeste Betone neigen aufgrund
des sehr geringen Wassergehalts verstärkt zum autogenen Schwinden und
hiermit verbunden zur Mikrorissbildung. Auch die für ultrahochfeste Betone
häufig angewendete thermische Nachbehandlung kann infolge von Tem-
peraturgradienten eine Rissbildung verursachen.
• Kontaktzone (ITZ):
Ultrahochfesten Betonen wird eine sehr dichte ITZ zwischen Zementstein und
Gesteinskörnung bzw. Faserbewehrung zugeschrieben. Systematische Unter-
suchungen zur Ausbildung der ITZ in ultrahochfestem Beton existierten bis-
lang jedoch nicht. Die vorhandenen Versuchsergebnisse beziehen sich in der
Regel auf wärmebehandelte ultrahochfeste Betone.
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• Selbstabdichtung und Selbstheilung des Betons:
Der vergleichsweise hohe Gelporenanteil ultrahochfester Betone führt zu
einer ausgeprägten Umverteilung des kapillar aufgenommenen Wassers in
den Gelporenraum und dadurch zu einer ausgeprägten Selbstabdichtung des
Betons. Hinzu kommt, dass der maximal erreichbare Hydratationsgrad ul-
trahochfester Betone aufgrund des sehr geringen Wasserzementwerts nur etwa
60 % beträgt und ein nachträglicher Wasserzutritt eine Nachhydratation ins-
besondere im Bereich von Mikrorissen bewirken kann.
• Reaktiver Transport:
Bei der Betrachtung des reaktiven Transports, z. B. der Eintritt von Säure oder
Chloridionen in den Beton, sind neben den zuvor genannten Faktoren der
Bindemittelgehalt sowie die Beständigkeit des Bindemittels von Relevanz.
2.3.2 Dauerhaftigkeit von ultrahochfestem Beton
Zur Dauerhaftigkeit von ultrahochfestem Beton existierten bislang nur sehr wenige
Untersuchungen. Nachfolgend sind die wichtigsten Erkenntnisse zusammengefasst.
• Karbonatisierung:
Der Widerstand ultrahochfester Betone gegenüber Karbonatisierung wird –
insbesondere aufgrund der hohen Dichtigkeit – als sehr hoch beschrieben.
Lediglich im Bereich von Mikrorissen wird ein verstärkter Fortschritt der
Karbonatisierungsfront vermutet.
• Frostangriff:
Zum Frostangriff ultrahochfester Betone wurden mehrere Versuchspro-
gramme durchgeführt. Alle Untersuchungsergebnisse zeigten einen sehr
hohen Frostwiderstand gemessen an der Abwitterung und der inneren
Schädigung auf. Die Anwesenheit einer Stahlfaserbewehrung kann allerdings
eine verstärkte oberflächennahe Abwitterung bewirken.
• Chloridangriff:
Systematische Untersuchungen zum Langzeitverhalten ultrahochfester
Betone bei Chloridangriff existierten bisher nicht.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde gezeigt, dass das Zweite Fick´sche
Gesetz bei ständiger Einwirkung einer Chloridlösung hinreichend gut zur
Beschreibung bzw. Prognose von Chloridprofilen geeignet ist. Neuere, meist
sehr komplexe Modelle führen nicht zu einer Verbesserung der Prognosegüte.
Bei der Prognose unberücksichtigt bleibt in der Regel die ausgelaugte Beton-




Der chemische Angriff ultrahochfester Betone wurde lediglich an der Techni-
schen Universität Hamburg-Harburg systematisch untersucht. Gegenstand der
Versuche waren ausschließlich Betone ohne Stahlfaserbewehrung, die einem
allseitigen Angriff durch Schwefelsäure bzw. Milchsäure ausgesetzt waren.
Der Widerstand der untersuchten ultrahochfesten Betone war etwa doppelt so
hoch wie der Widerstand normalfester Betone. Die Versuchsergebnisse
dienten insbesondere der computergestützten Simulation des chemischen
Angriffs.
Die bisherige Datenbasis reicht zur umfassenden Beurteilung der Korrosionsbeständig-
keit von ultrahochfestem Beton nicht aus und bildet keine ausreichende Wissensgrund-
lage für seine praxisorientierte Anwendung.
Durch das im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgeführte und im nachfolgenden
Kapitel 3 dargelegte Untersuchungsprogramm sollten wesentliche Wissenslücken hin-







3.1 Überblick über das Versuchsprogramm
Eine Übersicht über die experimentellen Untersuchungen, die im Rahmen der vorlie-
genden Arbeit durchgeführt wurden, ist in Abbildung 3-1 gegeben. Zunächst erfolgte
die Charakterisierung der Frisch- und Festbetoneigenschaften der betrachteten Betone
(Kapitel 3.2). Hierauf folgte die umfassende Untersuchung der Gefügebeschaffenheit
(Kapitel 3.3) sowie die Bestimmung maßgebender Transportkenngrößen (Kapitel 3.4).
Der Schwerpunkt der durchgeführten Arbeiten lag in der weitreichenden Charakterisie-
rung des Betonverhaltens unter verschiedener korrosiver Beanspruchung (Kapitel 3.5),
nämlich der Chlorideindringung, dem Angriff mineralsaurer Wässer, der Karbonatisie-
rung und schließlich der kombinierten Beanspruchung aus Frost und Ermüdung bzw.
Chlorideindringung und Ermüdung in Kooperation mit der Technischen Universität
Delft.
Abb. 3-1: Übersicht über die durchgeführten experimentellen Untersuchungen
Gegenstand der durchgeführten Untersuchungen waren ein ultrahochfester Grobkorn-
beton (UHPC, Größtkorn 8 mm) sowie ein ultrahochfester Feinkornbeton (RPC, Größt-
korn 0,5 mm). Neben dem Einfluss der groben Gesteinskörnung wurde der Einfluss der
Wärmebeaufschlagung (90 °C) der Betone sowie der Zugabe einer Stahlfaserbeweh-
rung (2,5 Vol.-%) untersucht. Der Index „o. F.“ kennzeichnet die ultrahochfesten
Betone, die ohne Zusatz einer Stahlfaserbewehrung hergestellt wurden, der Index
































Als Referenz wurden außerdem zwei normalfeste Betone (NPC-1, NPC-2) sowie zwei
hochfeste Betone (HPC-1, HPC-2) herangezogen. Die Betone NPC-1 und HPC-1 wur-
den im Versuchsprogramm zur Chlorideindringung, der Beton HPC-2 im Versuchspro-
gramm zum chemischen Angriff untersucht. Mit dem Beton NPC-2 wurde der im
Versuchsprogramm zum Angriff mineralsaurer Wässer von Herold [55] eingesetzte
„Beton II“ nachgestellt.
3.2 Charakterisierung der untersuchten Betone
3.2.1 Zusammensetzung der untersuchten Betone
Die Mörtelmatrix des ultrahochfesten Grobkornbetons UHPC war mit der Zusammen-
setzung des Feinkornbetons RPC identisch. Die beiden Betone unterscheiden sich
somit nur durch den Einsatz der groben Gesteinskörnung (GK1: Basalt, 2 bis 8 mm) im
Beton UHPC.
Die beiden normalfesten Betone (NPC-1 und NPC-2) sowie die beiden hochfesten
Betone (HPC-1 und HPC-2) unterscheiden sich hauptsächlich hinsichtlich der Korngrö-
ßenverteilung und der Art der eingesetzten groben Gesteinskörnung. In den Betonen
NPC-1 und HPC-1 wurde als grobe Gesteinskörnung (2 bis 16 mm) Kies verwendet
(GK2). Um ein Auslaugen karbonathaltiger Bestandteile zu vermeiden, wurde der in
den Versuchen zum chemischen Angriff eingesetzte Beton HPC-2 mit einer Gesteins-
körnung aus reinem Quarz (0 bis 16 mm) hergestellt (GK3). Diese Gesteinskörnung
kam auch bei der Herstellung des Betons NPC-2 zum Einsatz.
Darüber hinaus weist der Beton NPC-1 mit w/z = 0,56 einen höheren Wasserzement-
wert auf als der Beton NPC-2 (w/z = 0,50).
Die Tabellen A2-1 und A2-2 (Anhang 2) geben einen Überblick über die Zusammen-
setzung der untersuchten Betone. Die Korn- bzw. Partikelgrößenverteilung der einge-
setzten Gesteinskörnungen, Quarzmehle und Zemente sowie die chemische
Zusammensetzung der Zemente und Gesteinskörnungen ist ebenfalls dem Anhang 2 zu
entnehmen (Tabellen A2-4 bis A2-7 und Abbildungen A2-1 bis A2-4).
3.2.2 Herstellung und Lagerung der Probekörper
Die Herstellung der normal- und hochfesten Betone erfolgte in einem Zwangsmischer
mit einem Nenninhalt von 70 Litern. Für die Herstellung der ultrahochfesten Betone
kam ein Hochleistungsmischer mit einem Nenninhalt von 75 Litern zum Einsatz, der




Das Mischregime der jeweiligen Betone ist in Abbildung 3-2 veranschaulicht. Zunächst
wurden für alle Betone die Ausgangsstoffe trocken vorgemischt. Danach wurde das
Zugabewasser und anschließend gegebenenfalls das Fließmittel bei laufendem Misch-
betrieb zugegeben. Die Zugabe der Stahlfasern bei der Herstellung der ultrahochfesten
Betone erfolgte auf den verflüssigten Beton. Für die normal- und hochfesten Betone
betrug die Mischzeit insgesamt 3 bis 4 Minuten, für die ultrahochfesten Betone maxi-
mal 9 Minuten.
Abb. 3-2: Mischregime der normal- und hochfesten Betone (oben) und der ultra-
hochfesten Betone (unten)
Nach Mischende wurden zunächst die Frischbetonkennwerte der Betone bestimmt (vgl.
Kapitel 3.2.3). Da die wasserarmen ultrahochfesten Betone schneller ansteiften als die
konventionellen Betone, wurden sie vor der Weiterverarbeitung 30 Sekunden lang mit
einem Handmischer aufgemischt. Nach dem Befüllen der Schalungen wurden die
Betone mit einem Innenrüttler verdichtet. Bei einigen Probekörpergeometrien (Zylinder
mit , Prismen mit l/b/h = 160/40/40 mm) erfolgte das Verdichten mithilfe
einer Rüttelplatte. Alle Probekörper wurden nach ihrer Herstellung nach DIN EN
12390-2 [N18] gelagert und im Betonalter von einem Tag entschalt.
Die Probekörper, an denen der Einfluss einer thermischen Behandlung untersucht
wurde, wurden nach dem Entschalen zwei Tage lang bei 20°C unter Wasser gelagert.
Hierauf folgte eine dreitägige Wärmebehandlung im Ofen bei 90°C. Während der Tem-
peraturbeaufschlagung wurden die Proben durch das Einwickeln in nasse Jute und eine
wasserundurchlässige, hitzebeständige Folie feucht gehalten. Durch die Wahl einer
geringen Aufheiz- bzw. Abkühlrate des Ofens (0,2 K/Minute bzw. 0,1 K/Minute) in
Anlehnung an [115] sollte die Mikrorissbildung der Probekörper möglichst verhindert
werden. Im Anschluss an das Abkühlen der Proben erfolgte eine Wasserlagerung bei




Die übrigen Probekörper lagerten nach dem Entschalen bis zum Betonalter von 28
Tagen bei 20 °C unter Wasser, sofern nichts anderes angegeben ist. 
3.2.3 Frisch- und Festbetonkennwerte
Unmittelbar nach Mischende wurde das Frischbetonverhalten der Betone untersucht.
Die normal- und hochfesten Betone wurden anhand des Ausbreitmaßes nach DIN EN
12350-5 [N15] in Konsistenzklassen eingeteilt. Für die ultrahochfesten Betone wurde
das Setzfließmaß sowie die Trichterauslaufzeit nach DAfStb-Richtlinie SVB [N25]
bestimmt. Für alle Betone erfolgte außerdem die Bestimmung der Frischbetonrohdichte
nach DIN EN 12350-6 [N16]. Der Luftgehalt (LP-Gehalt) konnte nur für die Betone
NPC und HPC nach DIN EN 12350-7 [N17] ermittelt werden. Für die ultrahochfesten
Betone lieferte das Verfahren – wahrscheinlich aufgrund der hohen Frischbetonzä-
higkeit – keine plausiblen Werte. Daher wurde der LP-Gehalt für diese Betone
rechnerisch aus der Differenz zwischen theoretischer Frischbetonreindichte und
experimentell ermittelter Frischbetonrohdichte ermittelt. Die Frischbetonkennwerte der
untersuchten Betone sind in den Tabellen 3-1 und 3-2 zusammengestellt.
Tab. 3-1: Frischbetonkennwerte der untersuchten normal- und hochfesten Betone
Kennwert NPC-1 NPC-2 HPC-1 HPC-2
Frischbetonrohdichte
[kg/m³]
2.310 2.340 2.400 2.350
LP-Gehalt
[Vol.-%]
2,0 1,8 2,0 2,9
Ausbreitmaß
[mm]
420 430 430 380
Konsistenzklasse F3 F3 F3 F2
Tab. 3-2: Frischbetonkennwerte der untersuchten ultrahochfesten Betone
















Wie aus den Frischbetonkennwerten der ultrahochfesten Betone hervorgeht, war
sowohl mit der Zugabe der groben Gesteinskörnung als auch mit der Faserzugabe ein
Rückgang der Fließfähigkeit verbunden. Dennoch war der Beton UHPC – ebenso wie
die übrigen untersuchten Betone – gut verarbeitbar und leicht zu verdichten.
Zur Charakterisierung des Festbetons wurden für alle Betone die Festbetonrohdichte
D28 nach DIN EN 12390-7 [N21] sowie die Druckfestigkeit fcm,cube,28 nach DIN EN
12390-3 [N19] bestimmt. Für die ultrahochfesten Betone wurde zudem die Druckfes-
tigkeit fcm,cube(100mm),t zu verschiedenen Betonaltern t nach DIN EN 12390-3 [N19],
die 3-Punkt-Biegezugfestigkeit fct,28 nach DIN EN 12390-5 [N20] sowie der Elastizi-
tätsmodul (E-Modul) Eb,28 nach DIN 1048-5 [N2] ermittelt.
Im Vergleich zum Feinkornbeton RPC zeigte der Grobkornbeton UHPC eine um 15 %
höhere Druckfestigkeit fcm,cube,28 sowie einen ebenfalls um 15 % höheren E-Modul
Eb,28. Infolge der Wärmebehandlung war für den Beton UHPC ein Anstieg der Druck-
festigkeit um ca. 30 % und ein Anstieg des E-Moduls um 17 % zu verzeichnen.
Die Tabellen 3-3 und 3-4 sowie A3-1 (Anhang 3) geben einen Überblick über die
ermittelten Kenngrößen (Mittelwerte). Die experimentell bestimmte Festigkeitsent-
wicklung der Betone RPC sowie UHPC ist im Vergleich zur prognostizierten Fes-
tigkeitsentwicklung nach Model Code 2010 [N27] in Abbildung A3-1 (Anhang 3)
dargestellt.
Nach Model Code 2010 [N27] erfolgt die Prognose der Festigkeitsentwicklung unter
Verwendung eines Koeffizienten s, der in Abhängigkeit von der Festigkeitsklasse des
Zements gewählt wird. Je höher die Festigkeitsklasse des Zements liegt bzw. je
schneller die Festigkeitsentwicklung des Zements stattfindet, umso geringer ist der
Koeffizient s. Für den in den Betonen RPC und UHPC eingesetzten Zement CEM I
52,5 R-HS/NA wäre demnach ein Koeffizient s = 0,20 anzuwenden. Wie aus
Abbildung A3-1 (Anhang 3) hervorgeht, wird für s = 0,20 die Festigkeitsentwicklung
der ultrahochfesten Betone ab einem Betonalter von 90 Tagen jedoch unterschätzt,
während das Verhalten für s = 0,38 besser beschrieben wird. Die ultrahochfesten
Betone zeigten somit eine deutliche Nacherhärtung um bis zu 30 % im Betonalter von
365 Tagen verglichen mit der Festigkeit nach 28 Tagen.
Tab. 3-3: Festbetonkennwerte der untersuchten normal- und hochfesten Betone





















1) in Klammern: (Standardabweichung; Anzahl der Einzelwerte)
2) Würfel, 150/150/150 mm
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Tab. 3-4: Festbetonkennwerte der untersuchten ultrahochfesten Betone



















1) in Klammern: (Standardabweichung; Anzahl der Einzelwerte)
2) Würfel, 150/150/150 mm






3.3 Untersuchungen zur Gefügebeschaffenheit
Im Rahmen der Untersuchungen zur Gefügestruktur wurde zunächst die chemisch-
mineralogische Zusammensetzung des ultrahochfesten Betons (Kapitel 3.3.1) sowie der
Hydratationsgrad des ultrahochfesten Betons im Vergleich zum normal- und hochfesten
Beton (Kapitel 3.3.2) bestimmt. Darüber hinaus erfolgte die Charakterisierung der Mi-
krostruktur des ultrahochfesten Betons (Kapitel 3.3.3) sowie des Porenraums wiederum
im Vergleich zu den konventionellen Betonen (Kapitel 3.3.4).
Eine Übersicht über die durchgeführten Arbeiten ist in Abbildung 3-3 dargestellt. Die
erzielten Ergebnisse sind nachfolgend dargelegt.
Abb. 3-3: Übersicht über das durchgeführte Versuchsprogramm zur Untersuchung
der Gefügebeschaffenheit
3.3.1 Chemisch-mineralogische Zusammensetzung
3.3.1.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Im Betonalter von 28 Tagen wurde die chemisch-mineralogische Zusammensetzung
der ultrahochfesten Betone UHPC und UHPC90 °C bestimmt. Hierbei kam zunächst die
qualitative Röntgendiffraktometrie (XRD) zum Einsatz. Die Untersuchung erfolgte
unter Verwendung des Geräts D8 ADVANCE des Herstellers Bruker AXS anhand der
Mörtelmatrix, die den entsprechenden Betonen unter Aussparung der groben Gesteins-
körnung und der Faserbewehrung im Vorfeld der Versuchsdurchführung entnommen
worden war. Die Mörtelzusammensetzung entsprach der Zusammensetzung des ultra-













































analysenfein aufgemahlen. Zur Versuchsdurchführung wurde ein Goniometer des Typs
τ/τ und ein LYNXEYE-PSD-Detektor (2 °) mit Nickelfilter eingesetzt. Die Messung
erfolgte im Bereich zwischen 3 ° und 70 ° bei einer Schrittweite von 0,02 ° mit einer
Messzeit von 0,2 Sekunden pro Step.
Daneben wurden insbesondere das Mengenverhältnis zwischen dem CH und den CSH-
Phasen und der Einfluss der Wärmebehandlung auf den Mengenanteil der jeweiligen
Phase mithilfe der Thermogravimetrie (TG) bzw. der Differenz-Thermo-Analyse
(DTA) ermittelt. Hierbei wurde das Gerät STA 409 C des Herstellers NETZSCH mit
einer Aufheizrate von 5 K/min bei einer maximalen Temperatur von 990 °C verwendet.
Die Untersuchung erfolgte unter Stickstoffatmosphäre (Durchflussrate 100 ml/min) am
gleichen aufgemahlenen Probenmaterial, das auch für die röntgendiffraktometrischen
Untersuchungen eingesetzt wurde. Vor Durchführung der Thermogravimetrie wurde
das Probenmaterial für 12 Stunden bei 105 °C getrocknet, um sicherzustellen, dass kein
physikalisch gebundenes Wasser mehr vorlag.
Weiterführende Informationen zur Methode der Röntgendiffraktometrie können z. B.
[127] entnommen werden, die Methode der Thermogravimetrie bzw. der Differenz-
Thermo-Analyse ist z. B. in [104] ausführlich erläutert. 
3.3.1.2 Ergebnisse
Röntgendiffraktometrie
Das Ergebnis und die Auswertung der röntgenografischen Phasenanalyse sind in Abbil-
dung A3-2 (Anhang 3) dargestellt.
Die detektierten Phasen sind nachfolgend aufgeführt und konnten sowohl in der norm-




• unhydratisierter Zementklinker (C3S, C2S, C4AF)
• Calcit (CaCO3)
• Diopsid
Beide Proben wiesen demnach – wie für die wasserarmen ultrahochfesten Betone
typisch – unhydratisierten Zementklinker auf. Der Anteil an Portlandit war in der wär-
mebehandelten Probe geringer als in der normgerecht gelagerten Probe. Nicht nachge-
wiesen werden konnten kristalline CSH-Phasen.
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Der in den Proben detektierte Quarz stammt aus der Verwendung hoher Mengen an
Quarzmehl bzw. Sand im ultrahochfesten Beton, der Diopsid aus Rückständen der gro-
ben Gesteinskörnung (Basalt). Das nachgewiesene Calcit ist auf die nachträgliche Kar-
bonatisierung des aufgemahlenen Probenpulvers zurückzuführen.
Thermogravimetrie
Abbildung 3-4 zeigt das Ergebnis der Thermogravimetrie (TG/DTA) der untersuchten
Betone UHPC und UHPC90 °C.
Abb. 3-4: Ergebnis der thermogravimetrischen Untersuchung der Betone UHPC
und UHPC90 °C (Mörtelmatrix)
In Anlehnung an [2, 32] und unter Zugrundelegung der Versuchsergebnisse wurden fol-
gende thermogravimetrischen Reaktionen angenommen (vgl. auch Abbildung 3-4):
• 105 °C bis 400 °C: Dehydratation der CSH-Phasen:
 2,90 M.-%
 3,23 M.-%
• 400 °C bis 550 °C: Dehydratation des Portlandits (CH):
 0,82 M.-%
 0,51 M.-%




ΔmCSH, UHPC90 °C =
ΔmCH, UHPC =
ΔmCH, UHPC90 °C =
ΔmCaCO3 karbo, UHPC,  =
ΔmCaCO3 karbo,UHPC90 °C,  =
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Der im Temperaturbereich von 550 °C bis 780 °C nachweisbare Calcit lässt sich – wie
bereits bei der Röntgendiffraktometrie – auf die nachträgliche Karbonatisierung der
aufgemahlenen Probe zurückführen.
Bei der Ergebnisauswertung der Thermogravimetrie waren zunächst insbesondere das
CH bzw. die CSH-Phasen von Interesse. Eine quantitative Angabe zum absoluten
Gehalt an CH bzw. CSH-Phasen im Zementstein auf Basis der thermischen Analyse ist
nur eingeschränkt möglich bzw. sehr fehlerbehaftet, da sie auf einer Vielzahl von
Annahmen beruht. Aus diesem Grund wurde für die untersuchten Betone nicht ermit-
telt, welche CSH-Phasen im Zementstein vorliegen oder in welchem Maße sich Mikro-
silika oder Quarzmehl an der puzzolanischen Reaktion beteiligen. Es sollte lediglich
abgeschätzt werden, inwiefern die Wärmebehandlung zu einer Änderung des Anteils an
CH und CSH-Phasen führte.
Wie aus Abbildung 3-4 abgelesen werden kann, betrug der Massenverlust, der die Zer-
setzung der CSH-Phasen anzeigt (Temperaturbereich 105 °C bis 400 °C), bei der norm-
gerecht gelagerten Probe 2,90 M.-% und bei der wärmebehandelten Probe 3,23 M.-%,
was einer Zunahme des CSH-Anteils um ca. 11 % entspricht. 
Gleichzeitig war im Temperaturbereich zwischen 400 °C und 550 °C ein Massenverlust
von 0,82 M.-% für den nach Norm gelagerten UHPC und ein Massenverlust von
0,51 M.-% für den wärmebehandelten UHPC90 °C zu verzeichnen. Dies bedeutet einen
Rückgang des Portlanditgehalts von ca. 38 % infolge der Wärmebehandlung.
Die Größenordnung der Zunahme des CSH- und der Abnahme des Portlanditgehalts
decken sich mit Literaturangaben, siehe hierzu Kapitel 2.1.1.
Grundsätzlich untermauert die Abnahme des CH-Gehalts bei gleichzeitiger Zunahme
des CSH-Gehalts, dass infolge der aufgebrachten Wärmebehandlung eine Gefügever-
dichtung stattfand.
3.3.2 Hydratationsgrad
3.3.2.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Zur Erfassung der zeitlichen Entwicklung des Hydratationsgrads der Betone NPC-1,
HPC-1 sowie UHPC kam das isotherme Wärmeleitkalorimeter TAM Air des Herstel-
lers TA Instruments mit acht Kanälen zum Einsatz (siehe Abbildung 3-5), das im Milli-
ΔmCaCO3 CEM,UHPC,  =
ΔmCaCO3 CEM,UHPC90 °C,  =
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wattbereich operiert. Nähere Informationen zur Methode der Kalorimetrie können z. B.
[104] entnommen werden.
Abb. 3-5: Isothermes Wärmeleitkalorimeter zur Erfassung der zeitlichen Ent-
wicklung des Hydratationsgrads
Gegenstand der kalorimetrischen Untersuchung war jeweils der Bindemittelleim der
Betone. Beim ultrahochfesten Beton UHPC wurden zusätzlich die verwendeten Quarz-
mehle berücksichtigt, da diese die Hydratation beeinflussen, indem sie nach [129, 144]
als Kristallisationskeime für das CH bzw. die CSH-Phasen fungieren. Die Zusammen-
setzung der untersuchten Bindemittelleime ist – bezogen auf die gewählte Einwaage-
menge in das Kalorimeter von 8 g – dem Anhang 3 zu entnehmen (siehe Tabelle A3-2).
Da die Mischenergie der kalorimetereigenen Mischvorrichtung zum Verflüssigen der
Leime nicht ausreichte, erfolgte das Anmischen der Bindemittelleime unter Zuhilfe-
nahme eines Mischers nach DIN EN 196-1 [N9]. Angemischt wurde jeweils 1 dm³ des
untersuchten Leims, wovon unmittelbar nach Mischende 8 g in die Probenhalterung des
Kalorimeters umgefüllt wurden. Die Kalorimetermessung startete unmittelbar nach
dem Einbringen der Proben in das Gerät. Es ist zu beachten, dass die Anfangshydrata-
tion der Betone über einen Zeitraum von etwa 30 Minuten aufgrund des Anmischens
außerhalb des Kalorimeters bei der Messung nicht erfasst wurde.
Die Versuchsdurchführung erfolgte bei einer Referenztemperatur im Kalorimeter von
20 °C. Im Kalorimeterversuch erfasst wurden die Wärmeentwicklung und der Wärme-
fluss der Bindemittelleime über einen Untersuchungszeitraum von 36 Tagen mit einer
Datenerfassungsrate von 20 Datenpunkten pro Stunde.
Die Verifikation der Versuchsergebnisse, die sich aus der isothermen Kalorimetrie erga-





Die während des isothermen Kalorimeterversuchs erfasste Abhängigkeit zwischen
Wärmefluss bzw. Wärmeentwicklung und effektivem Betonalter teff ist in nachfolgen-
der Abbildung 3-6 dargestellt. 
Abb. 3-6: Wärmefluss und Wärmeentwicklung der untersuchten Betone während
der Hydratation im Kalorimeterversuch
Zur Bestimmung des zeitabhängigen Hydratationsgrads  diente die erfasste Wär-
meentwicklung. Hierzu wurde angenommen, dass die zeitabhängige Wärmeentwick-
lung proportional zur Entwicklung des Hydratationsgrads ist. In Anlehnung an Gutsch
[51] bzw. Jonasson [64] kam daher Gleichung (3-1) zur Anwendung:
 (3-1)
mit zeitabhängige Wärmemenge pro g Probe [J/g]
teff wirksames Betonalter [h]; teff = tist für T = 20 °C
a, b, c Regressionsparameter
Für die untersuchten Betone ergaben sich folgende Regressionsparameter a, b und c,
die in der Tabelle 3-5 wiedergegeben sind.
Ferner wurde angenommen, dass für die untersuchten Betone die Hydratation nach
zehn Jahren weitgehend abgeschlossen ist. Dies bedeutet, dass zu diesem Zeitpunkt die
beim Prozess insgesamt freiwerdende Hydratationswärme Qhyd, max und demnach auch
der maximal erzielbare Hydratationsgrad  erreicht sind.
α teff( )






Basierend auf dieser Annahme wurde mithilfe von Gleichung (3-1) und den entspre-
chenden Regressionsparametern nach Tabelle 3-5 für eine Hydratationsdauer von 10
Jahren Qhyd, max ermittelt. Die Berechnung von  erfolgte nach Mills [81], siehe
hierzu Kapitel 2.1.2. Die Ergebnisse sind ebenfalls in Tabelle 3-5 aufgeführt.
Aus der angenommenen Korrelation zwischen Hydratationswärme und Hydratations-
grad resultierte zunächst das Verhältnis zwischen Qhyd, max und  und hieraus wie-
derum der Zusammenhang zwischen  und . Somit war es möglich, die
Abbildung 3-6 in die aussagekräftigere Abbildung 3-7 überzuleiten.
Zur Verifikation des Vorgehens bei der Ermittlung des Hydratationsgrads 
wurden die zuvor dargelegten Ergebnisse der Thermogravimetrie (TG/DTA) herange-
zogen (siehe Kapitel 3.3.1), anhand derer der Hydratationsgrad des Betons UHPC im
Betonalter von 28 Tagen ermittelt wurde.
Das auf die nachträgliche Karbonatisierung der aufgemahlenen Probe zurückzufüh-
rende Calcit wurde hierbei nach den Empfehlungen von [76] berücksichtigt, indem der
für den Reaktionsprozess benötigte Wasseranteil ( ) der Hydratation zuge-
rechnet wurde. Ferner fand die Zersetzung des aus dem Fließmittel stammenden organi-
schen Anteils (Δmorgan) Berücksichtigung. Die Dehydratation des Calcits aus den
Zementbestandteilen blieb bei der Berechnung des Hydratationsgrads unberücksichtigt.
Tab. 3-5: Parameter a, b und c der Regressionsanalyse, maximale Wärme-
entwicklung Qhyd, max sowie maximal erreichbarer Hydratationsgrad
 der untersuchten Betone
Parameter/Beton NPC-1 HPC-1 UHPC
Parameter a -2,29 -2,16 -2,69
Parameter b 9,30 8,78 14,22
Parameter c -0,55 -0,43 -0,46
Qhyd, max 508 J/g 435 J/g 370 J/g
1) 77 % 65 % 60 %










Abb. 3-7: Hydratationsgrad  der untersuchten Betone in Abhängigkeit vom effek-
tiven Betonalter teff
Das Vorgehen bei der Berechnung des Hydratationsgrads ist in Anhang 4, Kapitel A4.1
aufgezeigt. Für den ultrahochfesten Betone UHPC ergab sich ein Hydratationsgrad
 von 35 %. Die Gegenüberstellung mit den Ergebnissen des Kalorimeter-
versuchs zeigt eine sehr gute Übereinstimmung (vgl. Abbildung 3-7).
3.3.3 Mikrostruktur
Im Rahmen der Untersuchungen zur Mikrostruktur sollte insbesondere der Einfluss der
Wärmebeaufschlagung auf das Gefüge untersucht werden. Darüber hinaus stand die
Gefügeschwächung infolge von Mikrorissen und deren Ursachen im Fokus. Die Beur-
teilung der Beschaffenheit der Mikrostruktur erfolgte vornehmlich qualitativ.
3.3.3.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Für die Untersuchung des Mikrogefüges der ultrahochfesten Betone wurde zum einen
die Rasterelektronenmikroskopie (REM) sowie die energiedispersive Röntgenmik-
roanalyse (EDS) herangezogen. Die Untersuchungen wurden je nach Verfügbarkeit am
Gerät QUANTA FEG 650 des Herstellers FEI mit dem integrierten Röntgenmikroana-
lysesystem QUANTAX (Fa. Bruker AXS) und am Gerät LEO 1530 des Herstellers
LEO mit dem integrierten Röntgenmikroanalysesystem NORAN System SIX (Fa.
Thermo Electron) durchgeführt. Die Grundlagen zur Rasterelektronenmikroskopie
sowie zur energiedispersiven Röntgenmikroanalyse sind z. B. [42] zu entnehmen.
α
α(teff = 28 d)
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Als Probekörper dienten wasserfrei polierte Anschliffe mit einer betrachteten Fläche
von ca. 20 x 20 mm². Im Vorfeld der Untersuchung wurden die Proben auf Alu-Träger
aufgeklebt und mit Kohlenstoff bedampft (Schichtdicke ca. 10 nm).
Ergänzende Untersuchungen wurden unter Einsatz der Durchlichtmikroskopie anhand
von Dünnschliffen (Schliffdicke 30 µm) durchgeführt. Die zur Dünnschliffherstellung
herangezogenen Proben wurden vor der Präparation unter Druck mit Kunstharz imprä-
gniert. Für die Untersuchung kam das Mikroskop Leica DM6000 M mit der Kamera
Leica DFC320, beides Geräte des Herstellers Leica Microsystems, zum Einsatz. Wei-
terführende Informationen zu den Grundlagen der Durchlichtmikroskopie sind z. B. in
[8] dargelegt.
3.3.3.2 Ergebnisse 
Gefügeverdichtung infolge der Wärmebeaufschlagung
Im Rahmen der Untersuchungen zur Mikrostruktur wurden die Betone UHPC und
UHPC90 °C gegenübergestellt. Ein besonderes Augenmerk galt hierbei dem Einfluss
der Wärmebehandlung auf die Dichtigkeit des Mikrogefüges sowie der Kontaktzone
(ITZ) zwischen Stahlfaser und Matrix. Abbildung 3-8 zeigt die Ergebnisse der raster-
elektronenmikroskopischen Untersuchungen.
Wie aus Abbildung 3-8, Detail A, erkennbar ist, zeigte das Gefüge des Betons
UHPC90 °C infolge der thermischen Behandlung erwartungsgemäß eine dichtere Struk-
tur als das Gefüge des normgerecht (20 °C, 65 % r. F.) gelagerten Betons UHPC.
Diese Strukturverdichtung wirkte sich insbesondere auf den Verbund zwischen Stahlfa-
ser und Matrix aus, siehe hierzu Abbildung 3-8, Detail B. Während sich im normge-
recht gelagerten Beton UHPC eine Schwächung dieser Kontaktzone in Form eines
Spalts mit einer Breite von ca. 2 bis 4 µm zeigte, war im wärmebehandelten Beton
UHPC90 °C eine derartige Schwächung nicht erkennbar, sondern die Mörtelmatrix wies




Abb. 3-8: Mikrostruktur der Betone UHPC und UHPC90 °C im Vergleich (REM,
Beschleunigungsspannung 10 kV) Detail A: Mörtelmatrix, Detail B:
Kontaktzone (ITZ) zwischen Stahlfaser und Mörtelmatrix)
Schwächung der Mikrostruktur infolge von Rissen
Die Ursachen der Mikrorissbildung in ultrahochfestem Beton wurden in Kapitel 2.1.3.3
dargelegt.
Mikrorisse entstehen demnach zum einen im jungen Beton als Folge des ausgeprägten
autogenen Schwindens insbesondere unbewehrter ultrahochfester Betone. Aber auch
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Auch in den mikroskopischen Untersuchungen, die im Rahmen der vorliegenden
Arbeit durchgeführt wurden, war eine Mikrorissbildung zu beobachten, die auf die
zuvor genannten Ursachen zurückzuführen war.
So konnten mithilfe des Rasterelektronenmikroskops (REM) in allen untersuchten Pro-
bekörpern aus unbewehrtem ultrahochfestem Beton (UHPCo. F.) Mikrorisse festgestellt
werden, deren Verlauf sich bevorzugt entlang der Quarzkörner orientierte, vgl. Abbil-
dung 3-9. Die detektierten Rissbreiten lagen hierbei zwischen 0,5 und 2,0 µm.
Abb. 3-9: Mikrorisse in Probekörpern aus ultrahochfestem Beton ohne Faserbe-
wehrung UHPCo. F. (REM, Beschleunigungsspannung 15 kV)
Auch in der Mehrzahl der untersuchten Probekörper aus wärmebehandeltem ultrahoch-
festem Beton (UHPC90 °C) ließen sich – trotz der sehr geringen Aufheiz- bzw. Abkühl-
rate während der thermischen Beaufschlagung (0,2 K/Minute bzw. 0,1 K/Minute) –
Mikrorisse nachweisen, vgl. Abbildung 3-10.
Abb. 3-10: Mikrorisse in Probekörpern aus thermisch behandeltem ultrahochfestem
Beton UHPC90 °C (Fotoaufnahmen, Risse nachgezeichnet)
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Die Mikrorissneigung stieg hierbei mit zunehmendem Probekörpervolumen an, was auf
einen hiermit verbundenen zunehmenden Temperaturgradienten zurückzuführen ist.
Während kleinformatige Proben wie z. B. Prismen (40/40/160 mm) nur eine geringfü-
gige Rissbildung aufwiesen, war in größeren Probekörpern bereits mit bloßem Auge
eine verstärkte Rissbildung festzustellen. In zylindrischen Proben (d/h = 150/300 mm)
war bevorzugt ein radialer Rissverlauf zu beobachten (vgl. Abbildung 3-10, rechts).
Die festgestellten Rissbreiten lagen im Bereich zwischen 30 und 100 µm (vgl. auch
Abbildung 3-10, links).
3.3.4 Porenraum und spezifische Oberfläche
3.3.4.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Die Untersuchung des Porenraums der Betone erfolgte im Betonalter von 28 Tagen mit-
hilfe der Quecksilberdruckporosimetrie nach DIN 66133 [N6] anhand von Bohrker-
nen (d/h = 15/20 mm). Im Gegensatz zu aufbereitetem Granulat ermöglichte es diese
Probengeometrie, neben der Porosität des ungestörten Zementsteins auch den Poren-
raum der Übergangszonen zur Gesteinskörnung bzw. zur Faser zu erfassen. Dies resul-
tierte im Wesentlichen aus der vergleichsweise strukturschonenden Gewinnung
kompakter Proben.
Die Bohrkerne wurden parallel zur Betonierrichtung aus der Probekörpermitte einer
zylindrischen Probe (d/h = 150/300 mm) entnommen. Zur Erfassung der Prüfstreuung
wurden pro Serie mindestens drei Bohrkerne untersucht. Im Vorfeld der Prüfung wur-
den die Bohrkerne für 12 Stunden bei 105°C ofengetrocknet. Der maximale Intrusions-
druck betrug für die untersuchten hoch- und ultrahochfesten Betone 4.120 bar, für die
normalfesten Betone 2.060 bar. Die Auswertung der Messungen erfolgte unter Zugrun-
delegung eines Kontaktwinkels von 141,3 ° für den ofengetrockneten Beton sowie
einer Oberflächenspannung des Quecksilbers von 0,485 N/m. Somit konnten Porenra-
dien im Bereich von 1,8 nm (hoch- und ultrahochfester Beton) bzw. 3,7 nm (normalfes-
ter Beton) bis ca. 170.000 nm erfasst werden. Die versuchsbedingt geringe Anzahl
an Messpunkten im Porenbereich zwischen 40.000 und 170.000 nm führte jedoch – ins-
besondere bei Anwesenheit von Mikrorissen im Betongefüge (siehe hierzu Kapitel
3.3.3) – zu einem deutlichen Anstieg der Prüfstreuung in diesem Messbereich, was zu
einer Fehlinterpretation der Ergebnisse führen kann. Daher wurde bei der Auswertung
der Messungen nur der Porenbereich bis 40.000 nm berücksichtigt.
Zur Erfassung sehr kleiner Poren und hierbei insbesondere der Mikroporen (Porenwei-
ten < 2 nm, vgl. [123]), die durch die Hg-Druckporosimetrie nicht erfasst werden,
wurde für die Untersuchung der ultrahochfesten Betone zusätzlich die BET-Methode
nach DIN ISO 9277 [N22] herangezogen. Die Untersuchung wurde an Granulat der
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Korngröße 2 bis 4 mm durchgeführt, das aus der Mörtelmatrix der Betone entnommen
wurde. Im Vorfeld der Messung wurde das Granulat für 12 Stunden bei 105 °C aus-
geheizt. Als Prüfmedium kam Stickstoff bei einer Temperatur von 77,3 K zum Einsatz.
Der Flächenbedarf des Stickstoffmoleküls wurde zu 0,162 nm² angenommen. Die Aus-
wertung der Ergebnisse erfolgte unter Zugrundelegung der Density Functional Theory
(DFT), siehe hierzu [148]. Neben dem kumulierten Porenvolumen und der Poren-
radienverteilung lieferte diese Methode eine Aussage zur spezifischen Oberfläche der
Mörtelmatrix der untersuchten Betone.
Bei der Darstellung der mithilfe der BET-Methode ermittelten Ergebnisse wurde die
vom Gerät (Quantachrome Autosorb-1) ausgegebene Porenweite in Anlehnung an
[108] und unter der vereinfachenden Annahme, dass es sich bei den vorliegenden Poren
um zylindrische Poren handelt, als Porendurchmesser interpretiert.
Weiterführende Informationen zur Methode der Quecksilberdruckporosimetrie sind
z. B. [148] zu entnehmen, die BET-Methode ist z. B. in [46, 109] umfassend erläutert.
3.3.4.2 Darstellungsform der Ergebnisse der Quecksilberdruckporosimetrie
Abbildung 3-11 (links) zeigt die übliche Darstellungsform der Ergebnisse der Queck-
silberdruckporosimetrie. Hierbei wird das kumulativ in die Probe intrudierte und auf
die Probenmasse bezogene Quecksilbervolumen in Abhängigkeit vom logarithmisch
dargestellten Porenradius aufgetragen. Durch Ableitung der zugehörigen Kurve lässt
sich die differentielle Quecksilberintrusion – also die Porenradienverteilung dV/dlogr –
darstellen.




Die Beschreibung des Porenraums anhand des Quecksilbervolumens ist allerdings
wenig anschaulich. Zudem erschwert das Einbeziehen der Probenmasse in die Darstel-
lung die Vergleichbarkeit der Messergebnisse von Materialien unterschiedlicher Roh-
dichte. Ferner beziehen sich die Angaben zur Porosität auf das gesamte
Probenvolumen, während hauptsächlich der Porenraum des Zementsteinvolumens von
Interesse ist, über den Transportvorgänge maßgeblich erfolgen.
Im Hinblick auf eine Erhöhung der Aussagekraft und der Vergleichbarkeit der Messer-
gebnisse erfolgte daher eine Modifikationen dieser üblichen Darstellungsform. Ziel war
es, eine auf die Porosität des Zementsteins (ZS) bezogene Darstellung der Ergebnisse
der Quecksilberdruckporosimetrie zu generieren.
Zur Auswertung der Versuchsergebnisse wurden hierzu zunächst die vom Gerät
(Autopore III 9420, Micromeritics) ausgegebenen Kurven zur kumulativen Quecksil-
berintrusion in ml/g sowie das Gesamtporenvolumen in Vol.-% für die jeweilige Prüfse-
rie (mindestens drei Einzelergebnisse) gemittelt.
Das gemittelte Gesamtporenvolumen für den Porenradienbereich bis 40.000 nm wurde
dem Zementstein zugewiesen unter der Annahme, dass das Quecksilber nicht in alle
Bestandteile des Betons, sondern lediglich in das Zementsteinvolumen VZS (VZS =
Volumensumme aus Bindemittel, Zugabewasser, Fließmittel und Porenraum) intrudiert
wird. Der in den ultrahochfesten Grobkornbetonen eingesetzte Basalt (GK1) zeigte im
Porenradienbereich bis 40.000 nm eine Porosität von (2,30 0,44) Vol.-%. Die im
normal- und hochfesten Beton eingesetzte Gesteinskörnung GK2 wies eine Porosität
von (4,68 0,45) Vol.-%, die Gesteinskörnung GK3 von (1,05 0,29) Vol.-% auf.
Das auf den Zementstein bezogene Porenvolumen wurde um das aus der Gesteinskör-
nung resultierdende Porenvolumen korrigiert.
Das auf den Zementsteingehalt bezogene Gesamtporenvolumen wurde dem insgesamt
intrudierten Quecksilbervolumen zugewiesen. Aus der angenommenen Proportionalität
zwischen dem Volumen des intrudierten Quecksilbers und dem Porenvolumen ergab
sich letztlich der Zusammenhang zwischen der kumulativen Porosität des Zementsteins
und dem jeweiligen Porenradius, siehe auch Abbildung 3-11 (rechts).
Aus der ersten Ableitung der kumulativen Porosität des Zementsteins resultierte – wie
bei der üblichen Darstellungsform aus der Ableitung der kumulativen Quecksilberintru-
sion – die Porenradienverteilung dV/dlogr, vgl. Abbildung 3-11 (rechts). Die Glättung
der Ableitungskurve erfolgte mithilfe der Savitzky-Golay-Methode, siehe hierzu [114].
Wie aus Abbildung 3-11 ersichtlich ist, blieb die ursprüngliche Kurvenform bei der
Darstellung der Ergebnisse der Quecksilberdruckporosimetrie durch die geschilderte
Modifikation unverändert. Das Vorgehen bei der Modifikation ist in Anhang 4, Kapitel
A4.2 anhand eines Beispiels erläutert.
Anders als die übliche Darstellungsform ermöglicht es die modifizierte Darstellungs-
form, unterschiedlich zusammengesetzte Betone hinsichtlich einer ihrer maßgebenden
  ±
  ±   ±
Experimentelle Untersuchungen
71
dauerhaftigkeitsrelevanten Kenngrößen – nämlich der Porosität des Zementsteins –
unmittelbar miteinander zu vergleichen.
3.3.4.3 Ergebnisse
Gesamtporosität und Porenklassen
Die mithilfe der BET-Methode gewonnenen Ergebnisse zum Porenraum der unter-
suchten ultrahochfesten Betone sind den Abbildungen 3-12 und 3-13 zu entnehmen.
Erfasst wurden Poren bis zu einem Radius von ca. 16 nm. Die resultierenden Sorptions-
isothermen können für alle untersuchten Betone dem Typ IV nach IUPAC-Klassifika-
tion [123] zugeordnet werden, vgl. Abbildung 3-12 (links). Sorptionsisotherme vom
Typ IV sind charakteristisch für Zementstein [4].
Abb. 3-12: Sorptionsisotherme (links) und kumulative Oberfläche (rechts) der ul-
trahochfesten Betone RPC, UHPC und UHPC90 °C
Wie aus Abbildung 3-13 erkennbar ist, zeigten die Betone RPC und UHPC ein Poren-
volumen zwischen ca. 0,020 und 0,025 cm³/g sowie eine ähnliche Porenradienvertei-
lung. Infolge der Wärmebehandlung war für den Beton UHPC90 °C ein Rückgang des
Porenraums um 72 % auf 0,0054 cm³/g zu beobachten. Die spezifische Oberfläche
nahm von etwa 5,5 m²/g um ca. 55 % auf 2,4 m²/g ab (vgl. Abbildung 3-12, rechts).
Bemerkenswert ist insbesondere, dass lediglich der thermisch behandelte Beton
UHPC90 °C eine Mikroporosität – also Poren mit r < 2 nm – aufwies. Somit nimmt
durch die Wärmebehandlung zwar die Gesamtporosität deutlich ab, gleichzeitig bildet
sich jedoch ein Mikroporenraum aus.
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Abb. 3-13: Mithilfe der BET-Methode ermitteltes kumulatives Porenvolumen (links)
und Porenradienverteilung (rechts) der ultrahochfesten Betone RPC,
UHPC und UHPC90 °C
Die Ergebnisse der nach Kapitel 3.3.4.2 ausgewerteten Hg-Druckporosimetrie sind
für die ultrahochfesten Betone in Anhang 3, Abbildung A3-3 und für die normal- und
hochfesten Betone in Abbildung A3-4 dargestellt. Zusätzlich wurde der Porenraum in
Anlehnung an [121] in verschiedene Porenklassen unterteilt (Gelporen, Mikrokapilla-
ren, Kapillaren), und aus den Ergebnissen der Hg-Druckporosimetrie wurden die Volu-
mina der einzelnen Porenklassen bestimmt (Abbildung 3-14 und Anhang 3, Abbildung
A3-5). Diese Darstellung ermöglichte einen unmittelbaren, quantitativen Vergleich des
Porenraums der Betone.
Abb. 3-14: Porosität des Zementsteins der untersuchten ultrahochfesten Betone in
Abhängigkeit von den Porenklassen
Experimentelle Untersuchungen
73
Die Gesamtporosität der ultrahochfesten Betone ohne Wärmebehandlung lag unabhän-
gig vom Größtkorn zwischen 8,9 und 10,9 Vol.-% des ZS. Der faserlose Grobkornbeton
UHPCo. F. zeigte eine um etwa 20 % höhere Gesamtporosität als der faserbewehrte
Beton UHPC, die aus einer erhöhten Gel- und Mikrokapillarporosität resultierte. Dieser
Effekt konnte in einer Wiederholung der Versuchsreihe, deren Ergebnisse hier nicht
dargelegt sind, bestätigt werden. Denkbar ist, dass die Kombination aus Gesteinskör-
nung und Fasern einen besseren Aufschluss des zur Agglomeration neigenden Mikrosi-
likas bewirkte, was wiederum zu einem dichteren Gelporenraum der faserbewehrten
Grobkornbetone führte. Darüber hinaus verursachen Mikrorisse im Gefüge des faserlo-
sen Betons (Rissbreiten 500 bis 2.000 nm, vgl. Kapitel 3.3.3) eine erhöhte Mikrokapil-
larporosität.
Mit der Wärmebehandlung des Grobkornbetons bei 90 °C war ein Rückgang der
Gesamtporosität um 40 % verbunden, was insbesondere auf die Abnahme der Gelporo-
sität zurückzuführen war. Zu beachten ist dabei, dass Mikrorisse infolge der thermi-
schen Beaufschlagung (Rissbreiten 30.000 bis 100.000 nm, vgl. Kapitel 3.3.3)
aufgrund der Beschränkung der Betrachtung auf Porenradien bis 40.000 nm hier wei-
testgehend nicht erfasst wurden.
Bei Betrachtung der Anteile der Porenvolumina am Gesamtporenraum ergab sich für
die ultrahochfesten Betone unabängig von der Nachbehandlung und der Faserbeweh-
rung ein ähnliches Bild, siehe Abbildung A3-6 (Anhang 3). Dominierend ist jeweils der
Gelporenraum mit einem Anteil von etwa 86 bis 89 %. Der Mikrokapillarporenraum
nimmt 8 bis 11 % und der Kapillarporenraum 2 bis 4 % des Gesamtporenraums ein. 
Die Gesamtporosität der hochfesten und normalfesten Betone lag um 45 % (HPC-1) bis
135 % (NPC-1) höher, als diejenige des faserlosen ultrahochfesten Grobkornbetons
UHPCo. F. (vgl. Abbildung A3-5, Anhang 3). Hierbei wiesen sowohl NPC als auch
HPC insbesondere eine wesentlich höhere Mikrokapillarporosität auf. Betrachtet man
wiederum die Anteile der Porenvolumina am Gesamtporenraum, so zeigt der normal-
feste Beton einen um etwa 30 % und der hochfeste Beton einen um etwa 20 % geringe-
ren Gelporenanteil als der Beton UHPCo.F. (Abbildung A3-7, Anhang 3). Während der
Mikrokapillarporenanteil etwa das vierfache (NPC) bzw. dreifache (HPC) des faserlo-
sen Betons UHPC beträgt, ist der Anteil an Kapillarporen bezogen auf das Gesamtpo-
renvolumen vergleichbar.
Auf eine Gegenüberstellung der erzielten Ergebnisse mit Daten aus der Literatur wurde
an dieser Stelle verzichtet, da in der Literatur meist keine ausreichenden Angaben zu
den Randbedingungen (z. B. Probengeometrie, Vorbehandlung, maximaler Intrusions-
druck) gegeben sind, unter denen die Porositätsbestimmung mittels Quecksilberdruck-
porosimetrie oder BET-Methode erfolgte. Dies ist zur Beurteilung der Vergleichbarkeit




Für konventionelle Betone ist bekannt, dass die Kontaktzone zwischen dem Zement-
stein und den übrigen Betonkomponenten (z. B. Gesteinskörnung, Fasern) eine im Ver-
gleich zum ungestörten Zementstein erhöhte Porosität und somit einen verringerten
Widerstand gegenüber dem Transport korrosiver Medien aufweist [93, 120]. Im Rah-
men der vorliegenden Arbeit sollte daher geklärt werden, inwieweit diese Kontaktzone
auch in ultrahochfesten Betonen das Betongefüge schwächt. Gegenstand der Untersu-
chungen war die Kontaktzone zwischen
• Zementstein (ZS) und feiner Gesteinskörnung bzw. Füller (Quarzsand QS,
Quarzmehl QM),
• Zementstein und Faserbewehrung sowie
• Zementstein und Basalt.
Die Untersuchung erfolgte an Proben, die nur aus den relevanten Komponenten zusam-
mengesetzt waren (z. B. Bindemittelleim1 und Fasern). Das Volumenverhältnis der
Komponenten wurde hierbei identisch zu demjenigen im Beton UHPC gewählt (vgl.
Tabelle A2-1, Anhang 2), nämlich:
• VBL : VQS + QM = 1 : 0,7,
• VBL : VFasern = 1 : 0,06 und
• VBL : VBasalt = 1 : 0,6.
Die Untersuchung wurde wiederum an Bohrkernen (d/h = 15/20 mm) durchgeführt, die
Auswertung und Darstellung der Messergebnisse erfolgte nach Abschnitt 3.3.4.2.
Anzumerken ist, dass das Anmischen des Betons für die nachfolgend dargestellte Ver-
suchsreihe mit einem Mischer nach DIN EN 196-1 [N9] erfolgte, der eine geringere
Mischintensität aufweist, als der für die Herstellung von ultrahochfestem Beton im
Rahmen dieser Arbeit üblicherweise eingesetzte Intensivmischer (vgl. Kapitel 3.2.2).
Es wird vermutet, dass die Gesamtporosität der nachfolgend dargestellten Probenserie
aufgrund dessen geringfügig erhöht ist (vgl. Gesamtporosität des im Rahmen der Ver-
suchsreihe hergestellten UHPC), was die grundsätzliche Verwertbarkeit der Ergebnisse
jedoch nicht beeinträchtigt.
In Abbildung 3-15 sind die Gesamtporosität des Zementsteins sowie die Porosität nach
Porenklassen dargestellt, die sich bei der Kombination der oben genannten Komponen-
ten für das Gefüge ergeben. Hieraus ist ersichtlich, dass die Gesamtporosität des
Zementsteins durch die Zugabe der einzelnen Komponenten um 10 bis 26 % zurück-
ging. Hierbei war ein gleichmäßiger Rückgang der Gelporosität um 23 bis 28 % zu ver-
zeichnen. Betrachtet man die Mikrokapillarporosität im Bereich zwischen 50 und
1. Bindemittelleimvolumen VBL: 
Volumensumme aus Zement, Mikrosilika, Zugabewasser und Fließmittel
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2.000 nm fällt auf, dass insbesondere die Zugabe der Faserbewehrung zu einer
Zunahme um den Faktor 2,6 im Vergleich zum reinen Zementstein führte. Die Kapillar-
porosität im Bereich zwischen 2.000 und 40.000 nm nahm infolge der Zugabe des
Basalts um den Faktor 3,5 verglichen mit dem reinen Zementstein zu und verdoppelte
sich infolge der Zugabe der Faserbewehrung. Demnach war durch den Faserzusatz ins-
gesamt eine Zunahme des Kapillarporenraums (50 bis 40.000 nm) um 142 % zu ver-
zeichnen, durch die Zugabe des Basalts und auch der feinen Gesteinskörnung bzw.
Füller konnte keine signifikante Änderung der Porosität in dieser Porenklasse beobach-
tet werden.
Abb. 3-15: Porosität des Zementsteins der zur Beurteilung der Kontaktzonenporosität
untersuchten Proben
Bei der Betrachtung der Porosität des aus allen Komponenten zusammengesetzten
UHPC ist zu beachten, dass sich die für die einzelnen Komponenten beobachteten
Effekte überlagern. Aufgrund des im Vergleich zum Faservolumen deutlich höheren
Volumens an Basalt und feiner Gesteinskörnung bzw. Füller macht sich die infolge der
Faserzugabe beobachtete Erhöhung der Kapillarporosität hier nicht signifikant bemerk-
bar. Es ist demnach davon auszugehen, dass ultrahochfester Beton durch die Kontakt-




Die maßgeblichen Ergebnisse der Untersuchungen zur Gefügebeschaffenheit lassen
sich folgendermaßen zusammenfassen:
• Auf Basis der Versuchsergebnisse des Kalorimeterversuchs war die Prognose
des zeitabhängigen Hydratationsgrads  möglich.
Der maximal erreichbare Hydratationsgrad  der untersuchten Betone lag
zwischen 60 % (UHPC) und 77 % (NPC). Aufgrund ihres vergleichsweise
geringen maximal erreichbaren Hydratationsgrads besitzen ultrahochfeste
Betone somit ein hohes Potenzial zur nachträglichen Hydratation.
• Ultrahochfeste Betone weisen ein um bis zu ca. 40 % höheres Gelporenvo-
lumen bezogen auf den Gesamtporenraum auf als normal- bzw. hochfeste
Betone. Hiermit verbunden ist ein entsprechend hohes Potenzial zur Umver-
teilung des Wassers vom Kapillar- in den Gelporenraum und somit auch ein
hohes Selbstabdichtungspotenzial.
• Mithilfe der dargelegten mikroskopischen Untersuchungen sowie anhand der
Untersuchungen mithilfe der Quecksilberdruckporosimetrie konnte gezeigt
werden, dass die Kontaktzone zwischen Stahlfaser und Mörtelmatrix – ver-
glichen mit der ungestörten Mörtelmatrix – in ultrahochfesten Betonen ohne
Wärmebehandlung einen geschwächten Bereich darstellt.
• Durch die Beaufschlagung des Betons mit Temperaturen von 90 °C bildet ul-
trahochfester Beton eine Mikroporosität (Porenradius < 2 nm) aus. Gleichzei-
tig geht die Gesamtporosität um ca. 50 % zurück. Insbesondere im Bereich
der Kontaktzone zwischen Stahlfaser und Mörtelmatrix kommt es zu einer
deutlichen Gefügeverdichtung.
Die Wärmebehandlung der ultrahochfesten Betone birgt jedoch die Gefahr
der Mikrorissbildung. Auch bei den aufgewendeten sehr geringen Aufheiz-
und Abkühlraten von 0,2 K/Minute bzw. 0,1 K/Minute konnten Mikrorisse
mit Rissbreiten von 30 bis 100 µm zumeist nicht vermieden werden. Dabei
nahm die Rissneigung mit zunehmendem Probekörpervolumen zu, was auf
die damit einhergehende Zunahme von Temperaturgradienten in der Probe
zurückzuführen ist.
• Infolge des ausgeprägten autogenen Schwindens sind insbesondere ultrahoch-
feste Betone ohne Faserbewehrung rissanfällig. Die hierbei entstehenden





3.4 Bestimmung von Transportkenngrößen
Zur Charakterisierung der Transporteigenschaften der untersuchten Betone wurde zum
einen die Gaspermeabilität gegenüber Sauerstoff unter stationären Bedingungen unter-
sucht (Kapitel 3.4.1). Darüber hinaus wurde ein speziell für sehr dichte Materialien
geeignetes Prüfverfahren zur Bestimmung der Permeabilität herangezogen, das unter
instationären Bedingungen durchgeführt wird (Kapitel 3.4.2). 
Neben der Gaspermeabilität wurde der massebezogene Wasseraufnahmegrad (Kapitel
3.4.3) sowie die zeitabhängige kapillare Wasseraufnahme (Kapitel 3.4.4) der Betone
ermittelt.
Abb. 3-16: Übersicht über das durchgeführte Versuchsprogramm zur Untersuchung
der Transportkenngrößen
Abbildung 3-16 gibt eine Übersicht über die durchgeführten Arbeiten zur Untersu-
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3.4.1 Gaspermeabilität unter stationären Bedingungen
3.4.1.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Die Bestimmung der Gaspermeabilität (Sauerstoff) unter stationären Bedingungen
erfolgte nach [43] bzw. DAfStb-Heft 422 [N26] an Scheiben mit einem Durchmesser
von 150 mm. Die nach DAfStb-Heft 422 [N26] geforderte Scheibenhöhe von 50 mm
wurde nur für die Untersuchung der Betone NPC-2 und HPC-2 beibehalten. Da für die
ultrahochfesten Betone aufgrund von Voruntersuchungen (siehe hierzu [13, 89]) sehr
geringe Permeabilitätskoeffizienten von bis zu 10-19 m2 erwartet wurden, erfolgte die
Prüfung dieser Betone anhand von Scheiben mit einer Höhe von 25 bzw. 20 mm.
In den Voruntersuchungen hatte sich gezeigt, dass die enorme Dichtigkeit der ultra-
hochfesten Betone eine starke Streuung der Prüfergebnisse zur Folge haben kann, die
eine Interpretation der Ergebnisse erschwert [13, 89]. Verursacht wird dies durch die
äußerst geringen Gasdurchflussraten auch beim Einsatz sehr kleiner Kapillaren, die zu
sehr geringen Steiggeschwindigkeiten der aufsteigenden Gasblase und somit zu großen
Messungenauigkeiten führen. Um die Prüfstreuung möglichst gering zu halten, wurden
die Probekörper im Vorfeld der Prüfung in Anlehnung an [50] daher drei Wochen lang
bei 40 °C getrocknet, so dass der Wassergehalt verringert und folglich die Gasdurchläs-
sigkeit erhöht wurde. Nach dem Abkühlen wurden die Probekörper mithilfe des Licht-
mikroskops hinsichtlich einer Mikrorissbildung untersucht. Für die Permeabilitäts-
untersuchung wurden lediglich diejenigen Probekörper ausgewählt, die möglichst keine
Mikrorisse aufwiesen.
Die Prüfung der ultrahochfesten Betone erfolgte bei den Druckstufen 1,0, 1,5 und 2,0
bar (Scheibenhöhe 20 mm), 2,0, 2,5 und 3,0 bar (Scheibenhöhe 25 mm) und diejenige
der normal- und hochfesten Betone bei 1,5, 2,0 und 2,5 bar (Scheibenhöhe 50 mm).
3.4.1.2 Ergebnisse 
Die aus der Prüfung resultierenden spezifischen Permeabilitätskoeffizienten Kstat sind
in Tabelle A3-3 (Anhang 3) dargestellt. Normalfeste Betone weisen einen spezifischen
Permeabilitätskoeffizienten Kstat im Bereich zwischen 10-14 und 10-17 m2 auf, hoch-
feste Betone zwischen 10-16 und 10-18 m2 (siehe z. B. Model Code 2010 [N27], [50]).
Die Koeffizienten des Betons NPC-2  bzw. des hochfesten Betons
HPC-2  lagen somit im erwarteten Bereich.
Für ultrahochfeste Betone wird ein Permeabilitätsbereich von 10-18 bis 10-20 m2 ange-
geben, siehe z. B. [1, 30]. Die Permeabilität der im Rahmen der vorliegenden Arbeit
untersuchten ultrahochfesten Grobkornbetone lag mit Werten zwischen 22,70 10-18 m2
(RPC) und 2,49 10-18 m2 (UHPC90 °C) am unteren Ende des erwarteten Bereichs, was
(114,36 10-18 m2 )⋅





auf die Ofentrocknung im Vorfeld der Prüfung und die verringerte Probekörperhöhe
zurückzuführen ist. Ferner ist nicht auszuschließen, dass in den Probekörpern trotz vor-
heriger Selektion doch feinste Mikrorisse vorhanden waren.
Der Feinkornbeton RPC wies einen um das 5-fache höheren Permeabilitätskoeffizien-
ten auf, als der Grobkornbeton UHPC (4,70 10-18 m2). Dies ist zum einen dadurch
erklärbar, dass die Zementsteinmatrix beider Betone zwar eine ähnliche Kapillarporosi-
tät aufweist (vgl. Abbildung 3-14), der höhere Bindemittelleim- bzw. Zementsteinge-
halt (vgl. Tabelle A2-1, Anhang 2) des Betons RPC jedoch zu einem um ca. 60 %
höheren absoluten Kapillarporengehalt führt1. Denkbar ist außerdem, dass zusätzlich
prüfbedingte Effekte (z. B. geringerer Manteldruck, unebene Prüffläche) zur höheren
Permeabilität des RPC beigetragen haben.
Die Betone UHPCo. F. und UHPC90 °C zeigten eine um etwa 50 % geringere Permeabi-
lität als der Beton UHPC, vgl. Tabelle A3-3 (Anhang 3). Dies untermauert die Ver-
suchsergebnisse zur Porosität der Betone (vgl. Kapitel 3.3.4), in denen die Kontaktzone
zwischen Stahlfaser und Zementstein als Schwachstelle im sehr dichten Gefüge identi-
fiziert wurde. Außerdem bekräftigen die Ergebnisse, dass die Wärmebehandlung zu
einer deutlichen Verdichtung des Gefüges führt – vorausgesetzt, dass bei der Wärmebe-
aufschlagung keine Mikrorisse initiiert werden.
3.4.2 Gaspermeabilität unter instationären Bedingungen
3.4.2.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Wie zuvor dargelegt, ist die Prüfung der Gaspermeabilität nach DAfStb-Heft 422 [N26]
bei sehr geringen Permeabilitäten (Kstat  10-19 m2) erschwert und somit für sehr
dichte ultrahochfeste Betone nur anwendbar, wenn Modifikationen der Randbeding-
ungen (Ofentrocknung, geringere Prüfkörperhöhe) vorgenommen werden. Aus diesem
Grund wurde untersucht, inwieweit sich alternative Verfahren für die Permeabilitäts-
prüfung ultrahochfester Betone eignen.
Zur Messung geringpermeabler Materialien wurde am Institut für Bohrtechnik und Flu-
idbergbau der TU Bergakademie Freiberg das sogenannte instationäre Zweikammer-
verfahren entwickelt. Mit diesem Verfahren lässt sich zum einen die Permeabilität
gegenüber Flüssigkeiten und Gasen und gleichzeitig die am Transportprozess betei-
ligte, effektive Porosität bestimmen. Grundlage des Verfahrens ist die Erfassung des
zeitabhängigen Druckverlaufs an der Ein- und Ausströmseite infolge der Beaufschla-
1. RPC: VBL VZS = 55 dm³/m³ Beton, Kapillarporosität = 1,2 Vol.-% v. ZS 
UHPC: VBL VZS = 41 dm³/m³ Beton, Kapillarporosität = 1,0 Vol.-% v. ZS 
⋅
 ≈
 Kapillarporengehalt = 6,6 dm³/m³ Beton→
 ≈




gung des Probekörpers mit dem Fluid. Die Ermittlung der Permeabilität bzw. der Poro-
sität erfolgt dann über die numerische Lösung der Strömungsdifferentialgleichung.
Voraussetzung für die Anwendbarkeit ist die genaue Kenntnis der Versuchskonfigura-
tion und der Eigenschaften des strömenden Fluids. Die untere Messgrenze des Verfah-
rens für die Bestimmung von Gaspermeabilitäten liegt bei 10-22 m2 und somit um etwa
drei Zehnerpotenzen geringer als beim stationären Verfahren nach [43]. Die untere
Messgrenze für die Bestimmung der effektiven Porosität liegt bei 0,1 Vol.-%. Abbil-
dung 3-17 zeigt den Versuchsaufbau beim instationären Zweikammerverfahren. Eine
detaillierte Beschreibung des Verfahrens und der Auswertemodalitäten ist in [52] gege-
ben.
Abb. 3-17: Versuchsaufbau mit sechs Messplätzen beim instationären Zweikammer-
verfahren (links) mit Prinzipskizze (rechts) [61]
In Kooperation mit der Ingenieurpartnerschaft für Bergbau, Wasser- und Deponietech-
nik (IBeWa), Wilsnack & Partner, Freiberg, die über eine Versuchseinrichtung zum
instationären Zweikammerverfahren verfügt, wurden die im Rahmen dieser Arbeit vor-
liegenden ultrahochfesten Betone hinsichtlich ihrer Permeabilität untersucht. Aus Zeit-
und Kostengründen beschränkte sich der Serienumfang auf zwei Einzelproben pro
Serie.
Die Untersuchung erfolgte an zylindrischen Probekörpern (d/h = 50/70 mm), die aus
Zylindern der Abmessungen d/h = 50/200 mm herausgesägt wurden, und die im Vor-
feld der Prüfung identisch zu den Probekörpern zur Messung der stationären Gasperme-
abilität behandelt wurden (siehe Kapitel 3.4.1). Als Prüfmedium kam Stickstoff zum
Einsatz. Da der kovalente Radius von Stickstoff und Sauerstoff vergleichbar ist
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(  [80]), ist auch die Vergleichbarkeit der mit den beiden Prüfverfahren erziel-
ten Ergebnisse prinzipiell gewährleistet.
3.4.2.2 Ergebnisse
In Abbildung 3-18 ist exemplarisch für den Beton RPC der im Zweikammerverfahren
gemessene und rechnerisch angepasste Druckverlauf zu sehen, auf Grundlage dessen
die Ermittlung der Permeabilität erfolgte. Die Druckverläufe der übrigen Proben sowie
Details zur Versuchsdurchführung können [61] entnommen werden. Die mit dem Prüf-
verfahren ermittelten Permeabilitätskoeffizienten Kinstat sind Tabelle A3-3 (Anhang 3)
zu entnehmen.
Verglichen mit den stationären Messungen der Permeabilität lagen die Messergebnisse
nach instationärer Messung mit Werten zwischen 0,01 10-18 m2 (UHPCo. F.) und
0,77 10-18 m2 (RPC) um bis zu zwei Zehnerpotenzen geringer, siehe Tabelle A3-3.
Eine mögliche Ursache hierfür ist der deutliche Unterschied in der Probekörperhöhe.
Es ist davon auszugehen, dass das Ergebnis der instationären Messungen näher an dem
Ergebnis der stationären Messung liegt, das unter Beibehaltung der nach DAfStb-Heft
422 [N26] geforderten Randbedingungen erzielt werden würde. Die teilweise deutliche
Abweichung der beiden Einzelergebnisse der Serie wird auf Inhomogenitäten zurück-
geführt, da sich z. B. Schwankungen in der Probenzusammensetzung bei dem ver-
gleichsweise geringen Probenvolumen (0,14 dm3) stark auf die Permeabilität
auswirken können.
Abb. 3-18: Instationär gemessener und rechnerisch angepasster Druckverlauf in
Abhängigkeit von der Versuchsdauer am Beispiel des Betons RPC (exem-
plarisch: Probe 2)
Anders als in den Versuchen zur stationären Messung zeigte sich in den instationären
Messungen nicht zweifelsfrei eine höhere Durchlässigkeit des Feinkornbetons RPC im






Versuch die im Vergleich zum Beton UHPC höhere Dichtigkeit der wärmebehandelten
Probe UHPC90 °C sowie insbesondere der Probe UHPCo. F. ohne Faserbewehrung (vgl.
Tabelle A3-3). Dies deutetet auch darauf hin, dass die untersuchten Betone keine durch-
gängigen Mikrorisse aufwiesen, so dass die Gefügeverdichtung infolge der Wärmebe-
handlung bzw. infolge des Verzichts auf die Faserbewehrung dominierte.
Zu berücksichtigen ist jedoch, dass der Serienumfang von lediglich zwei Proben die
Interpretation der Versuchsergebnisse erschwert. Für zukünftige Messungen sollte das
Probenvolumen sowie der Serienumfang erhöht werden, um Einflüsse aus Inhomogeni-
täten zu minimieren.
3.4.3 Massebezogener Wasseraufnahmegrad
3.4.3.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Als weiterer Transportkennwert wurde der massebezogene Wasseraufnahmegrad Wm
der ultrahochfesten Betone sowie des hochfesten Betons HPC-2 und des normalfesten
Betons NPC-2 in Anlehnung an DIN 52103 [N5] unter atmosphärischem Druck und
unter einem Druck von 150 bar ermittelt. Von Interesse war hierbei zunächst die praxis-
relevante Wasseraufnahme über die geschalte Mantelfläche des Betons.
Die Versuchsdurchführung erfolgte an flachen Zylindern (d/h = 150/75 mm), die senk-
recht zur Betonierrichtung aus zylindrischen Probekörpern (d/h = 150/300 mm) durch
Bohrung entnommen worden waren. Um zu gewährleisten, dass der Wasserzutritt aus-
schließlich über die Mantelflächen stattfand, wurden die gesägten Flächen der Proben
mit Epoxidharz versiegelt.
Vor Versuchsbeginn wurden die Proben ab einem Betonalter von 28 Tagen 15 Tage lang
bei 105 °C getrocknet und anschließend für einen Zeitraum von 21 Tagen bei 20 °C und
65 % r. F. gelagert. Danach schloss sich eine weitere 7-tägige Trocknung bei 105 °C an.
Nach dem Abkühlen wurden die Proben bei 20 °C und atmosphärischem Druck auf
Dreikantleisten in Wasser eingestellt, so dass sie jeweils ca. 2 cm mit Wasser überdeckt
waren. Der Versuchsaufbau wurde abgedeckt und die Wasseraufnahme bis zur
Gewichtskonstanz erfasst. Nach Erreichen der Gewichtskonstanz erfolgte die Umlage-
rung der Proben in einen Drucktopf, wo sie unter einem Druck von 150 bar für 24 Stun-
den mit Wasser beaufschlagt wurden. Aus den bei den verschiedenen Druckstufen
aufgenommenen Wassermassen ergab sich der jeweilige Wasseraufnahmegrad Wm,




Die Ergebnisse der Untersuchung sind in Abbildung 3-19 (ultrahochfeste Betone) und
A3-10, Anhang 3 (normal- und hochfester Beton) dargestellt. Jedes Ergebnis stellt den
Mittelwert aus drei Einzelmessungen dar. 
Abb. 3-19: Massebezogener Wasseraufnahmegrad Wm der untersuchten ultrahoch-
festen Betone bei atmosphärischem Druck und bei 150 bar 
Der Wasseraufnahmegrad des nicht wärmebehandelten ultrahochfesten Grobkornbe-
tons UHPC lag unter atmosphärischen Bedingungen etwa um den Faktor 20 und unter
einem Druck von 150 bar etwa um den Faktor 12 niedriger als derjenige des normalfes-
ten Betons NPC-2. Im Vergleich zum hochfesten Beton HPC-2 war ein um den
Faktor 10 (atmosphärischer Druck) bzw. um den Faktor 5 (150 bar) geringerer Wasser-
aufnahmegrad zu verzeichnen.
Der faserbewehrte ultrahochfeste Feinkornbeton RPC zeigte unter atmosphärischem
Druck einen um etwa 60 % höheren Wasseraufnahmegrad als der faserbewehrte ultra-
hochfeste Grobkornbeton. Dies lässt sich durch den um ca. 60 % höheren absoluten
Kapillarporengehalt erklären, den der Beton RPC aufweist (vgl. Kapitel 3.4.1). Unter
einem Druck von 150 bar war die Wasseraufnahme vergleichbar.
Der faserlose Beton UHPC zeigte unter einem Druck von 150 bar einen um ca. 20 %
höheren Wasseraufnahmegrad als der faserbewehrte Beton UHPC. Dies lässt sich auf
feine Mikrorisse (Rissbreiten 0,5 bis 2,0 µm, vgl. Kapitel 3.3.3) zurückführen, die vor
allem aus dem autogenen Schwinden des jungen Betons resultieren. Diese Risse wer-
den erst bei erhöhtem Druck gefüllt.
Eine deutliche Schwächung der Mikrostruktur infolge von Mikrorissen (Rissbreiten 30
bis 100 µm, vgl. Kapitel 3.3.3) war für den wärmebehandelten Beton UHPC90 °C fest-
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zustellen. Sein Wasseraufnahmegrad betrug sowohl bei atmosphärischem Druck als
auch bei einem Druck von 150 bar etwa das Doppelte des Betons UHPC.
3.4.4 Zeitabhängige kapillare Wasseraufnahme
3.4.4.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Neben dem massebezogenen Wasseraufnahmegrad wurde die zeitabhängige kapillare
Wasseraufnahme der ultrahochfesten Betone anhand von Scheiben (d/h = 150/20 mm)
untersucht, die aus der Mitte eines Zylinders (d/h = 150/150 mm) senkrecht zur Beto-
nierrichtung durch Bohrung entnommen worden waren.
Im Vorfeld der Untersuchungen wurden die Proben ab einem Betonalter von 28 Tagen 8
Tage lang bei 20 °C und 65 % r. F. gelagert und anschließend nach Empfehlung des
DAfStb (Heft 422 [N26]) für einen Zeitraum von 14 Tagen bei 40 °C ofengetrocknet. 
Die Durchführung und Auswertung der Versuche erfolgte in Anlehnung an Guse und
Hilsdorf [50]. Nach dem Abkühlen wurden die Proben zunächst bei einer Eintauchtiefe
von 2 bis 3 mm auf Dreikantleisten in Wasser eingestellt, wobei ihre Gewichtszunahme
infolge der aufgenommenen Wassermenge in regelmäßigen Intervallen gravimetrisch
erfasst wurde. Nach Erreichen der Gewichtskonstanz wurde der Wasserspiegel erhöht,
so dass die Betonscheiben vollständig mit Wasser bedeckt waren, woraufhin wiederum
die Wasseraufnahme bis zur Gewichtskonstanz ermittelt wurde. Der hydrostatische
Druck aus der Wasserüberdeckung war mit einer Überdeckungshöhe von ca. 5 cm ver-
nachlässigbar.
Trägt man die Messwerte im doppeltlogarithmisch skalierten Diagramm auf, so lassen
sich diese – wie auch schon von Guse und Hilsdorf beschrieben – durch zwei Geraden
unterschiedlicher Steigung annähern, die eine Einteilung in die Bereiche I und II
ermöglichen (siehe Abbildung 3-20).




Die verschiedenen Steigungen der Geraden resultieren aus einer unterschiedlich schnel-
len Wasseraufnahme des Betons in den beiden Bereichen.
3.4.4.2 Ergebnisse
Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit ermittelten Versuchsergebnisse sind Anhang 3,
Abbildung A3-11 (a bis d) zu entnehmen, wobei jeder Datenpunkt den Mittelwert aus
drei Einzelergebnissen abbildet. Exemplarisch dargestellt sind außerdem repräsentative
Versuchsergebnisse nach [50] für einen hochfesten Beton (Abbildung A3-11, e). Auf
Grundlage dieser Datensätze sowie weiterer Datensätze aus [50] erfolgte eine Regres-
sionsanalyse unter Anwendung des Programms TableCurve 2D (Version 5.01), in die
folgende Beziehung nach [50] für den zeitlichen Verlauf der Wasseraufnahme Eingang
fand, siehe auch Abbildung 3-20:
 (3-2)
mit w aufgenommene Wassermasse [kg/m²]
t Beaufschlagungsdauer [h]
w1 zum Bezugszeitpunkt t1 aufgenommene Wassermasse [kg/m²]
t1 Bezugszeitpunkt (t1 = 1 Stunde) [h]
n Exponent [-]
Die resultierenden Regressionsgleichungen zur Wasseraufnahme in den Bereichen I
und II sind ebenfalls in Abbildung A3-11 aufgeführt.
Aus der Gegenüberstellung aller Regressionsgleichungen aus Abbildung A3-11 erge-
ben sich folgende Zusammenhänge:
• Im Bereich I herrscht die kapillare Wasseraufnahme vor. Der Faktor w1,I
gibt die zum Bezugszeitpunkt t1 aufgenommene Wassermasse an und ist ein
Maß für den Porenraum, über den Wasser kapillar aufgenommen werden
kann. Mit zunehmender Druckfestigkeit – und somit abnehmendem Kapillar-
porenraum – nimmt der Faktor w1,I daher ab.
Für die normgelagerten ultrahochfesten Betone lag w1,I unabhängig vom Ein-
satz der Faserbewehrung bei etwa 0,10 kg/m², für den wärmebehandelten ult-
rahochfesten Beton bei 0,05 kg/m².
• Die Geschwindigkeit der kapillaren Wasseraufnahme im Bereich I hängt bei
stationären physikalischen Eigenschaften des Wassers (z. B. unveränderliche
Oberflächenspannung) in erster Linie vom Porenradius ab. Mit zunehmendem








[110]). Daher ist davon auszugehen, dass der Exponent nI vom Kapillarpo-
renraum und somit auch von der Druckfestigkeit abhängt. In den untersuchten
Festigkeitsklassen war jedoch keine ausgeprägte Abhängigkeit des
Exponenten nI von der Druckfestigkeit festzustellen. Für die dargelegten Ver-
suche wurde der Exponenten nI in erster Näherung durch den Mittelwert 0,32
abgeschätzt (siehe Abbildung A3-12, Anhang 3). Es ist anzunehmen, dass
sich die Korrelation zwischen Druckfestigkeit und dem Exponenten nI für
Betone geringerer Festigkeit deutlicher bemerkbar macht.
Anzumerken ist, dass der Exponent nI der Regressionsgleichung des Fein-
kornbetons RPC mit 0,49 deutlich höher lag als für die übrigen Betone, was
eine schnellere Wasseraufnahme bedeutet. Dies ist auf den um ca. 60 % höhe-
ren Zementsteingehalt und hiermit verbunden auf den höheren Kapillarporen-
gehalt zurückzuführen (vgl. Kapitel 3.4.1). Die Abschätzung des Exponenten
nI zu 0,32 sollte daher nicht auf Feinkornbetone angewendet werden.
• Im Bereich II findet hauptsächlich eine Umverteilung des in Bereich I
kapillar aufgenommenen Wassers statt. Dies bedeutet, dass das Wasser aus
den größeren Kapillaren in kleinere Kapillaren und in den Gelporenraum wei-
tertransportiert wird, siehe hierzu [110]. Die Geschwindigkeit dieses Prozes-
ses spiegelt sich im Exponenten nII wider. Da die Umverteilung des Wassers
für normal- und hochfeste Betone langsamer stattfindet, als das kapillare
Saugen, gilt für diese Betone .
Ultrahochfeste Betone weisen einen um etwa 10 bis 40 % höheren Gelporen-
gehalt auf als HPC bzw. NPC, siehe Kapitel 3.3.4. Dieser erhöhte Gelporen-
anteil bewirkt, dass das geringe, kapillar aufgenommene Wasservolumen wie
von einem Schwamm aus dem kleinen Kapillarporenraum in den großen Gel-
porenraum gesaugt wird, wonach wiederum Kapillarporenraum für eine wei-
tere Wasseraufnahme zur Verfügung steht. Die Umverteilung erfolgt deutlich
schneller als bei HPC oder NPC, und die Regressionsgleichungen der ultra-
hochfesten Betone zeigen einen größeren Exponenten nII . Insbesondere für
wärmebehandelten UHPC kann – wie im vorliegenden Fall für den Beton
UHPC90 °C – aufgrund des besonders feinporigen Gelporenraums (vgl. Kapi-
tel 3.3.4) sogar gelten , siehe Abbildung A3-11 (d).
• Der Faktor w1,II gibt an, wie hoch die zum Bezugszeitpunkt t1 aufgenom-
mene Wassermasse theoretisch wäre, wenn die Wasseraufnahme in beiden
Bereichen der in Bereich II gültigen Beziehung gehorchen würde. Er wird
indirekt über die Geschwindigkeit der Wasseraufnahme in Bereich II, also
über den Exponenten nII, bestimmt. Da die Umverteilung des Wassers im
Bereich II für normal- und hochfeste Betone langsamer erfolgt, als die






Betone, die nur sehr geringe Flüssigkeitsmengen kapillar aufnehmen, diese
dann aber schneller umverteilen als HPC und NPC, gilt .
Abbildung 3-21 ermöglicht in erster Näherung die Abschätzung der zeitabhängigen
kapillaren Wasseraufnahme hochfester und ultrahochfester Grobkornbetone.
Abb. 3-21: Diagramm zur Abschätzung der Faktoren w1,I und w1,II sowie des
Exponenten nII zur Berechnung der Wasseraufnahme w(t) hoch- und ult-
rahochfester Grobkornbetone
Prinzipiell wurde bei der Anwendung von Abbildung 3-21 festgestellt, dass die Wasser-
aufnahme bei Verwendung der in Abbildung 3-21 hinterlegten Gleichungen für die
hochfesten Betone um bis zu 40 % unterschätzt wird. Es wird daher empfohlen, die für
hochfeste Betone berechnete Wasseraufnahme w(t)ber auf der sicheren Seite liegend mit
dem Faktor 1,5 zu multiplizieren. Dies führt im Mittel zu einer Überschätzung der Was-
seraufnahme von etwa 30 %. In Abbildung A3-13 (Anhang 3) ist exemplarisch für den
Beton UHPC sowie für einen hochfesten Beton aus [50] die experimentell ermittelte
Wasseraufnahme der anhand von Abbildung 3-21 abgeschätzten Wasseraufnahme
gegenübergestellt.
Zu beachten ist, dass die Analyse der Abhängigkeiten auf Basis der Daten aus [50] und
der im Rahmen der vorliegenden Arbeit ermittelten Daten erfolgte. Aufgrund des rela-
tiv geringen Umfangs der Grundgesamtheit der einbezogenen Daten ist daher nicht
w1,II w1,I≈









































nI = 0,32 (STABW = 0,04)
60 ≤ fcm,cube,28 ≤ 115 N/mm²:w(t) ≈ 1,5 · w(t)ber
fcm,cube,28 >  115 N/mm²: w(t) ≈ 1,0 · w(t)ber
Bsp.: Beton nach Guse, Hilsdorf
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gewährleistet, dass die angegebenen Korrelationen für hoch- und ultrahochfeste Grob-
kornbetone allgemeingültig sind. Ferner wurde nicht geklärt, ob die Kurven für Betone
geringerer Festigkeit extrapoliert werden können. Für eine allgemeingültige Aussage
ist eine Ausweitung der Grundgesamtheit, wie sie im Rahmen der vorliegenden Arbeit
allerdings nicht realisierbar war, daher unumgänglich.
Dennoch erlauben die aus den mathematischen Beziehungen aufgezeigten Tendenzen
die oben ausgeführten Folgerungen und das Abschätzen der aufgenommenen Wasser-
menge hochfester und ultrahochfester Grobkornbetone in erster Näherung.
3.4.5 Fazit
Die maßgeblichen Ergebnisse zur Bestimmung der Transportkenngrößen lassen sich
folgendermaßen zusammenfassen:
• Auf Basis der im Rahmen der vorliegenden Arbeit gewonnenen Daten sowie
von Literaturdaten wurde ein Diagramm zur Abschätzung der zeitabhängigen
kapillaren Wasseraufnahme w(t) in Abhängigkeit von der Druckfestigkeit
fcm,cube,28 hergeleitet.
• Vor allem im wärmebehandelten ultrahochfesten Beton, der einen sehr feinpo-
rigen Gelporenraum aufwies, wurde eine ausgeprägte Umverteilung des
kapillar aufgenommenen Wassers in den Gelporenraum beobachtet.
• Instationäre Verfahren sind prinzipiell besser zur Permeabilitätsbestimmung
von ultrahochfestem Beton geeignet,
 als stationäre Verfahren, da ein stationärer Durchfluss in derart dichten
Materialien nur schwer oder gar nicht erzielt werden kann. Aufgrund seiner
unteren Messgrenze von 10-22 m2 eignet sich z. B. das instationäre
Zweikammerverfahren zur Bestimmung der Permeabilität von ultrahochfes-
tem Beton.
• In den Versuchen zur Gaspermeabilität konnte die Beobachtung bekräftigt
werden, dass die Stahlfaserbewehrung auch im ultrahochfesten Beton zu einer
lokalen Schwächung des Betongefüges im Bereich der Kontaktzone führen
kann, was den Transport von Fluiden begünstigt.
• Mikrorisse, die insbesondere im unbewehrten (Rissbreiten 0,5 bis 2,0 µm)
und im wärmebehandelten (Rissbreiten 30 bis 100 µm) ultrahochfesten Beton




3.5 Charakterisierung der Dauerhaftigkeit
In den Kapiteln 3.3 (Untersuchungen zur Gefügebeschaffenheit) und 3.4 (Bestimmung
von Transportkenngrößen) wurde aufgezeigt, dass ultrahochfeste Betone – und hierbei
vor allem wärmebehandelter ultrahochfester Beton – im Vergleich zu konventionellen
Betonen prinzipiell eine deutlich dichtere Mikrostruktur aufweisen.
Allerdings führen insbesondere Mikrorisse infolge der thermischen Behandlung oder
infolge des autogenen Schwindens faserloser ultrahochfester Betone zu einer deutli-
chen Schwächung des ansonsten sehr dichten Gefüges. Ferner kann die Kontaktzone
zwischen Faser und Mörtelmatrix die Dichtigkeit des Betons mindern. Hierdurch wird
das Eindringen schädigender Medien in den Beton begünstigt und die Dauerhaftigkeit
des Betons wird vermindert. 
Anhand der Chlorideindringung (Kapitel 3.5.1), des Angriffs durch mineralsaure Wäs-
ser (Kapitel 3.5.2), der Karbonatisierung (Kapitel 3.5.3) sowie einer kombinierten
Beanspruchung aus Frost und Ermüdung bzw. Ermüdung und Chlorideindringung
(Kapitel 3.5.4) wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit die Dauerhaftigkeit von ul-
trahochfestem Beton untersucht. Die Erkenntnisse zur Gefügestruktur sowie zu den
damit zusammenhängenden Transportmechanismen flossen in die Betrachtungen ein.
3.5.1 Chlorideindringung
Die Quantifizierung des Chlorideindringwiderstands erfolgt aus Zeit- und Kostengrün-
den in der Regel unter beschleunigten Versuchsbedingungen. Derartige Zeitrafferexpe-
rimente sind jedoch meist weniger aussagekräftig als Echtzeitversuche, da sie die
Realität nur unzureichend abbilden.
Das Versuchsprogramm zur Quantifizierung des Chlorideindringwiderstands umfasste
daher hauptsächlich Langzeitversuche unter Echtzeitbedingungen, die durch beschleu-
nigte Versuche (Migrations-Schnelltest) ergänzt wurden.
3.5.1.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Langzeitversuche
Die Untersuchung der Chlorideindringung wurde an Zylindern (d/h = 100/50 mm)
durchgeführt. Diese waren aus einem zylindrischen Probekörper (d/h = 100/300 mm)
herausgesägt worden, wobei dessen Stirnseiten ausgespart worden waren. Untersucht
wurde der Einfluss der groben Gesteinskörnung, der Faserbewehrung sowie der thermi-
schen Nachbehandlung auf die Chlorideindringung in ultrahochfesten Beton. Zu Refe-
renzzwecken wurden außerdem Versuche an unbewehrtem normal- und hochfestem
Beton (NPC-1 und HPC-1) durchgeführt. Die Proben wurden zunächst 14 Tage lang bei
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40 °C getrocknet, bevor sie mit einer Eintauchtiefe von 2 bis 3 mm auf Dreikantleisten
in eine 3%ige NaCl-Lösung eingestellt und im Normklima (20 °C, 65 % r. F.) gelagert
wurden. Der NaCl-Angriff erfolgte somit auf die gesägten Stirnflächen der Probekör-
per. Die Verdunstung der NaCl-Lösung während der Versuchsdurchführung wurde
durch eine Abdeckung der Probekörper verhindert. 
Durch die Trocknung sowie durch einen Verzicht auf die Abdichtung der Mantelflä-
chen der Proben sollte die Aufnahme der NaCl-Lösung maximiert werden, da insbeson-
dere für die ultrahochfesten Betone eine sehr geringe Lösungsaufnahme erwartet
worden war. In Vorversuchen am Beton HPC-1 für eine Expositionsdauer von bis zu 8
Monaten zeigte sich, dass die Unterschiede in den Chloridprofilen, die sich bei einer
Versiegelung der Proben im Vergleich zu unversiegelten Proben ergaben, in der Grö-
ßenordnung der Prüfstreuung lagen. Von einer starken Abweichung vom eindimensio-
nalen Angriff war daher auch bei einem Verzicht auf die Versiegelung nicht
auszugehen.
Nach unterschiedlicher Beaufschlagungsdauer (1, 2, 4, 8, 16 und 32 Monate) wurden
die Probekörper aus der NaCl-Lösung entnommen, und die beaufschlagte Betonfläche
wurde schichtweise durch Schleifen bzw. Sägen abgetragen (vgl. Abbildung 3-22). Der
Gesamtchloridgehalt der einzelnen Schichten wurde in Abhängigkeit vom Abstand zur
Angriffsfläche mithilfe der potentiometrischen Titration ermittelt und auf den Binde-
mittelgehalt BM (BM = Massensumme aus Zement und Mikrosilika) der Betone bezo-
gen.
Aufgrund des hohen Zeit- und Personalaufwands bei der Versuchsdurchführung stellen
die dargestellten Chloridprofile in der Regel die Mittelung aus zwei Einzelexperimen-
ten dar, vgl. Abbildung A3-14 (Anhang 3).
Abb. 3-22: Schematischer Versuchsaufbau (a) und Prinzipskizze zum Vorgehen bei




Zur Verifikation der ermittelten Chloridprofile wurde zum einen die Methode der
Mikro-Röntgenfluoreszenzanalyse (µ-RFA) unter Anwendung des Geräts Eagle III
des Herstellers Röntgenanalytik Systeme eingesetzt, siehe zur Methode auch [139]. Als
Strahlungsquelle diente eine Rhodiumröhre (50 W, 50 kV), betrieben bei einer Anre-
gungsspannung von 20 kV. Als Primärstrahlfilter kam ein Aluminiumfilter mit einer
Dicke von 25 µm zum Einsatz. Die Fokussierung des Messbereichs (Durchmesser
jeweils 30 µm) erfolgte mit einer Polykapillaren. Die Messzeit betrug 20 Sekunden pro
Messpunkt. Zur Spektrenauswertung diente die Software PyMca 4.3.0 [124].
Darüber hinaus wurde zur Verifikation der ermittelten Chloridprofile die energiedisper-
sive Röntgenmikroanalyse (EDS) herangezogen, die im Rahmen der Rasterelektro-
nenmikroskopie (REM) Anwendung fand (zu den Methoden siehe Kapitel 3.3.3.1).
Außerdem kam die Methode der Auflichtmikroskopie unter Anwendung des Mikros-
kops Leica DM6000 M mit der Kamera Leica DFC320, beides Geräte des Herstellers
Leica Microsystems, für die Untersuchungen zum Einsatz. Weiterführende Informatio-
nen zu den Grundlagen der Auflichtmikroskopie sind z. B. [8] zu entnehmen.
Beschleunigte Versuche
Die Ermittlung des Diffusionskoeffizienten mithilfe beschleunigter Prüfverfahren
(DRCM) gewinnt für die Baupraxis zunehmend an Bedeutung. Daher wurden im Rah-
men der vorliegenden Arbeit neben den Langzeitversuchen auch beschleunigte Versu-
che mithilfe des von Tang [134] entwickelten Migrations-Schnelltests unter
Einwirkung eines elektischen Felds an den ultrahochfesten Betonen durchgeführt. Der
Versuchsstand ist schematisch in Abbildung 3-23 dargestellt. Die Versuchsdurchfüh-
rung erfolgte nach dem BAW-Merkblatt „Chlorideindringwiderstand“ [N23] an den ul-
trahochfesten Betonen RPC, UHPC und UHPC90 °C an Zylindern (d/h = 100/50 mm),
die in Analogie zu den Langzeitversuchen vorbereitet worden waren.




Da die Stahlfaserbewehrung die Leitfähigkeit der Betonproben beeinflusst, können mit
dem Migrations-Schnelltest nur unbewehrte Betone untersucht werden. Die Prüfung im
Rahmen der vorliegenden Arbeit erfolgte zu unterschiedlichen Betonaltern. Bis zur
jeweiligen Prüfung wurden die Zylinder unter Wasser gelagert. Unmittelbar vor dem
Einbau in den Versuchsstand erfolgte eine sechstägige Wasserbeaufschlagung unter
Vakuum und eine anschließende zweitägige Wasserbeaufschlagung unter einem Druck
von 150 bar. Um eine gut auswertbare Chloridfront zu erzeugen, wurde eine Versuchs-
dauer von 14 Tagen gewählt.
Da die Chloridfront trotz der 14-tägigen Vesuchsdauer nur wenige Millimeter in die
Betonproben eindrang, wurde auch beim beschleunigten Prüfverfahren die Chloridein-
dringtiefe anhand von Chloridprofilen ermittelt, die durch das sukzessive Abtragen
(Schleifen) sehr dünner Schichten und die anschließende potentiometrische Titration
ermittelt worden waren. Jedes Prüfergebnis stellt den Mittelwert aus drei Einzelergeb-
nissen dar.
In Abbildung 3-24 ist eine Übersicht über das Versuchsprogramm zur Chlorideindrin-
gung dargestellt, dessen Ergebnisse nachfolgend dargelegt sind.
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UHPC90° C, o. F.
Chloridprofile:
• Angriff einer NaCl-Lösung (3%)
• Lagerungsdauer: 1 bis 32 Monate
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3.5.1.2 Ergebnisse der Langzeitversuche
Maximaler Chloridgehalt und Eindringtiefe
Die aus dem Chloridangriff resultierenden Eindringprofile der untersuchten Betone
sind für die unterschiedlichen Angriffsdauern in den Abbildungen 3-25 sowie A3-15
bis A3-19 (Anhang 3) dargestellt. Die jeweiligen Chloriduntergrundwerte (ClUW) der
Betone, d. h. der infolge der Betonzusammensetzung vorhandene Ausgangschloridge-
halt, sind den Abbildungen ebenfalls zu entnehmen. Zusätzlich ist für die faserbewehr-
ten ultrahochfesten Betone der untere kritische Chloridgehalt nach Dauberschmidt [25]
(2,1 M.-% v. BM), für die normal- und hochfesten Betone der kritische Chloridgehalt
nach Breit et al. [16] (0,5 M.-% v. BM) eingezeichnet, siehe hierzu auch Kapitel
2.2.3.2.
Abb. 3-25: Chloridprofile nach NaCl-Beaufschlagung des ultrahochfesten Betons
UHPC in Abhängigkeit von der Expositionsdauer (Clkrit: kritischer korro-
sionsauslösender Chloridgehalt nach [25], ClUW: Chloriduntergrundwert)
Es ist deutlich zu erkennen, dass für alle untersuchten Betone der Gesamtchloridgehalt
mit zunehmendem Abstand von der Oberfläche zunächst ansteigt bis er ein Maximum
erreicht und anschließend auf den Untergrundwert abfällt. Der maximale Chloridgehalt
sowie die Chlorideindringtiefe nehmen mit zunehmender Angriffsdauer zu. Somit
unterscheidet sich das Chlorideindringverhalten der ultrahochfesten Betone (Abbildun-
gen 3-25 und A3-15 bis A3-17) prinzipiell nicht vom Verhalten des untersuchten hoch-
festen (Abbildung A3-18) bzw. normalfesten (Abbildung A3-19) Betons.
In Abbildung 3-26 (links) ist die Entwicklung der Chlorideindringtiefe (Abstand zwi-
schen Oberfläche und dem Ort, wo der Chloridgehalt den Untergrundwert erreicht) in
Abhängigkeit von der Expositionsdauer t dargestellt. Hieraus ist ersichtlich, dass die





































0 1 2 3 4 5 6 7 8
Abstand x von der Angriffsfläche [mm]
Kapitel 3
94
Angriffsdauer von 32 Monaten weniger als die Hälfte der Eindringtiefe des Betons
HPC-1 betrug. Der Einfluss der Stahlfaserbewehrung und der Wärmebehandlung auf
die Chlorideindringtiefe war nur gering und nahm mit zunehmender Expositionsdauer
weiter ab. Die grobe Gesteinskörnung beeinflusste die Chlorideindringtiefe der ultra-
hochfesten Betone nicht. Der Beton NPC-1 ist in Abbildung 3-26, links, nicht berück-
sichtigt. Hier überschritt die Eindringtiefe nach einer Beaufschlagungsdauer von 16
Monaten bereits die Probekörperhöhe (h = 50 mm), vgl. auch Abbildung A3-19.
Abb. 3-26: Chlorideindringtiefe und maximaler Chloridgehalt in Abhängigkeit von
der Expositionsdauer t
Der maximale Chloridgehalt in Abhängigkeit von der Expositionsdauer t ist
Abbildung 3-26 (rechts) zu entnehmen. Die ultrahochfesten Betone RPC und UHPC
wiesen vergleichbare maximale Chloridgehalte auf, d. h. der Einfluss der groben
Gesteinskörnung war vernachlässigbar.
Infolge der Wärmebehandlung zeigte der Beton UHPC90 °C nur bis zu einer Expositi-
onsdauer von 8 Monaten einen geringeren maximalen Chloridgehalt als der Beton
UHPC. Mit zunehmender Expositionsdauer war der maximale Chloridgehalt mit dem-
jenigen des thermisch unbehandelten Betons UHPC vergleichbar. Dies ist wahrschein-
lich auf Mikrorisse infolge der Wärmebehandlung zurückzuführen (vgl. Kapitel 3.3.3),
die eine Chloridzufuhr begünstigen.
Der ultrahochfeste Beton ohne Faserbewehrung (UHPCo. F.) wies einen um bis zu 45 %
geringeren maximalen Chloridgehalt verglichen mit dem faserbewehrten Beton UHPC
auf. Dies lässt darauf schließen, dass der Chlorideindringwiderstand durch die Stahlfa-
serbewehrung bzw. die geschwächte Kontaktzone zwischen Stahlfasern und Matrix
(siehe hierzu Kapitel 3.3.3) reduziert wird.
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Mit einer maximalen Chloridbelastung von ca. 3 M.-% v. BM nach einer Beaufschla-
gungsdauer von 32 Monaten wiesen die faserbewehrten ultrahochfesten Betone zudem
eine mit dem Beton HPC-1 vergleichbare maximale Chloridbelastung auf. Zwar verfügt
der Zement CEM I 42,5 R (HPC-1) im Vergleich zum Zement CEM I 52,5 R-HS/NA
(UHPC) über einen höheren C3A-Gehalt (siehe Tabelle A2-4, Anhang 2), was eine
höhere Chloridbindekapazität des Zementsteins zur Folge hat. Auch verfügt der Beton
HPC-1 über eine höhere Kapillarporosität als der Beton UHPC (vgl. Abbildung 3-14
und Anhang 3, Abbildung A3-5), was zu einer verstärkten kapillaren Lösungsaufnahme
führt. Diese beiden Sachverhalte lassen vermuten, dass sich dies auch in einer höheren
maximalen Chloridbelastung des Betons HPC-1 niederschlägt. Allerdings weisen die
untersuchten ultrahochfesten Betone einen deutlich höheren Zementsteingehalt (vgl.
Tabellen A2-1 und A2-2, Anhang 2) sowie Gelporenanteil auf (vgl. Abbildungen A3-6
und A3-7, Anhang 3). Dieser begünstigt die Umverteilung der NaCl-Lösung vom
Kapillar- in den Gelporenraum (vgl. Kapitel 2.2.1.2) und somit die Anreicherung von
Chloridionen in der Randzone des Betons UHPC.
Betrachtung der ausgelaugten Randzone
Der Anstieg der Chloridbelastung bis auf einen Maximalwert und der anschließende
Abfall – also ein deutliches Abweichen des Verlaufs von den Fick´schen Diffusionsge-
setzen – wird meist bei Betonen beobachtet, die einer Wechselbeanspruchung (zykli-
sche Durchfeuchtung und Austrocknung) ausgesetzt sind. Doch auch ständig unter
Wasser gelagerte Betone zeigten derartige Chloridprofile, was unter anderem auf rand-
nahe Auslaugprozesse zurückzuführen ist, die durch die Anwesenheit von Chloridionen
noch verstärkt werden (vgl. Kapitel 2.2.1.1 und 2.2.3.3). Der Verlauf der im vorliegen-
den Projekt gewonnenen Chloridprofile wurde sowohl für den hochfesten Beton HPC-1
also auch für den ultrahochfesten Beton UHPC mithilfe eines Mappings unter Anwen-
dung der Mikro-Röntgenfluoreszenzanalyse (µ-RFA) verifiziert, siehe Anhang 3,
Abbildungen A3-20 und A3-21. Hierbei ist deutlich erkennbar, dass der maximale
Chloridgehalt mit einem Abstand von 2 bis 3 mm (HPC-1) bzw. 1 bis 2 mm (UHPC)
von der Angriffsfläche entfernt im Probeninnern liegt.
Auch unter Anwendung der energiedispersiven Röntgenmikroanalyse (EDS), die im
Rahmen der Rasterelektronenmikroskopie Anwendung fand, wurde die Plausibilität der
Chloridprofile geprüft. Hierzu wurde ein sogenannter Linescan senkrecht zur angegrif-
fenen Betonoberfläche durchgeführt. Die Chloridverteilung wird hierbei durch die
Intensität des chloridspezifischen Peaks angezeigt und ist in Abbildung 3-27 (links)
dargestellt. 
Ferner wurde mithilfe der gleichen Methode ein verringerter Calciumgehalt im Rand-
bereich nachgewiesen, also ein Abbau des Calciums infolge von Auslaugung (vgl.
Abbildung 3-27, rechts). Das Maximum der Chloridbelastung und die Auslaugfront des
Calciums lagen hierbei in der gleichen Tiefe (ca. 2 mm). Mit dem Abbau des Calciums
unmittelbar verbunden ist der Rückgang der Chloridbindekapazität bzw. der Rückgang
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der Oberfläche, an die Chloridionen adsorptiv gebunden werden können. Dies erklärt
die geringere Chloridbelastung im Randbereich, d. h. im Bereich der Auslaugung des
Calciums.
Abb. 3-27: Chloridverteilung (links) und Calciumverteilung (rechts) in Abhängigkeit
vom Abstand x von der Angriffsfläche nach dem NaCl-Angriff (UHPC,
Expositionsdauer 32 Monate, Linescan mittels EDS)
Wie anhand der Abbildungen 3-25 sowie Anhang 3, A3-15 bis A3-19 zu erkennen ist,
drang die Auslaugfront maximal 0,5 mm (UHPC90 °C) bis 5,0 mm (NPC-1) in die
Randzone ein.
In einer Regressionsanalyse wurde untersucht, durch welchen mathematischen Zusam-
menhang sich der Verlauf des Gesamtchloridgehalts Cl [M.-%] bis zum Maximum in
Abhängigkeit vom Abstand x von der Angriffsfläche [mm] für alle untersuchten Betone
einheitlich beschreiben lässt. Eine hinreichend gute Korrelation1 wurde hierbei für fol-
gende Regressionsgleichung (3-3) ermittelt (A, B: Regressionsparameter): 
 (3-3)
In Abbildung 3-28 ist der Verlauf des Gesamtchloridgehalts bis zum Maximum mit der
zugehörigen Prognose nach Gleichung (3-3) dargestellt. Die Regressionsparameter A
[M.-% v. BM] und B [M.-% v. BM/mm0,5] für den jeweils betrachteten Beton und die
entsprechende Beaufschlagungsdauer sind Abbildung A3-23 (Anhang 3) zu entneh-
men. Tendenziell war eine Zunahme der Parameter A und B mit zunehmender Expositi-
onsdauer zu beobachten. Eine weitere Systematik der Kurvenverläufe war nicht
erkennbar.
1. durchschnittlicher Standardschätzfehler sy,x = 
Erläuterungen zum Standardschätzfehler sy,x siehe Anhang 4, Kapitel A4.3
5,2 % Clmax⋅
Cl(x) = A + B x⋅
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Abb. 3-28: Verlauf des Gesamtchloridgehalts Cl bis zum Maximum mit zugehöriger
Prognose nach Gleichung (3-3), exemplarisch für eine Expositionsdauer
von 8 Monaten
Mithilfe der EDS konnte zudem das "Nachhinken" der Natriumfront im Vergleich zur
Chloridfront nachgewiesen werden (vgl. Anhang 3, Abbildung A3-22), wie es unter
anderem von Volkwein beschrieben wurde [145]. Während die Chloridfront bis in eine
Tiefe von etwa 5 mm in den UHPC eindrang, wurde vom Natrium lediglich eine Ein-
dringtiefe von etwa 1 mm erreicht.
Stahlfaserkorrosion infolge des Chloridangriffs
Unter Zugrundelegung des unteren kritischen Chloridgehalts von 2,1 M.-% v. BM ist
aus Abbildung 3-25 sowie Anhang 3, Abbildungen A3-15 und A3-17 zu erkennen, dass
bei den stahlfaserbewehrten ultrahochfesten Betonen ab einer Expositionsdauer von 8
(RPC, UHPC) bzw. 16 Monaten (UHPC90 °C) mit einer Korrosion der Stahlfasern zu
rechnen ist. Nach 32-monatiger Exposition ist demnach z. B. für den UHPC eine maxi-
male Korrosionstiefe von etwa 3 mm zu erwarten (vgl. Abbildung 3-25).
Dies konnte mithilfe mikroskopischer Untersuchungen bestätigt werden. Nach 32-
monatigem Angriff wurde für den UHPC eine Stahlfaserkorrosion bis in eine Tiefe von
3,5 mm festgestellt. Hierbei wurde verstärkt eine beginnende Lochfraßkorrosion beob-
achtet, teilweise war auch eine Korrosion über den gesamten Faserquerschnitt erkenn-
bar (vgl. Abbildung 3-29).
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Abb. 3-29: Korrosion der Stahlfasern infolge eines 32-monatigen NaCl-Angriffs auf
den ultrahochfesten Beton UHPC (links: Schnitt durch die Probe senk-
recht zur Angriffsrichtung, rechts: Faser mit beginnender Lochfraßkorro-
sion, jeweils Auflichtmikroskopie)
Ermittlung des Chloriddiffusionskoeffizienten Dapp
Anhand der experimentell ermittelten Chloridprofile (Abbildungen 3-25 und A3-15 bis
A3-19) wurde unter Anwendung des Marquardt-Levenberg-Algorithmus mithilfe des
am Lehrstuhl für Baustofftechnologie des IMB entwickelten Programms Chloridpro-
fil.xls [69] der Chloriddiffusionskoeffizient Dapp des normal- und hochfesten Betons
sowie der faserbewehrten ultrahochfesten Betone in Abhängigkeit von der Beaufschla-
gungsdauer unter Zugrundelegung des Zweiten Fick´schen Gesetzes ermittelt. Hierbei
wurden auch die zur jeweiligen Expositionsdauer gehörenden Chloridprofile mithilfe
des Programms prognostiziert. Der Bereich bis zum Erreichen der maximalen Chlorid-
belastung – also der Bereich, in dem die Chlorideindringung offensichtlich vom Zwei-
ten Fick´schen Gesetz abweicht – wurde dabei vernachlässigt.
In Abbildung 3-30 sind exemplarisch die für den Beton UHPC ermittelten sowie prog-
nostizierten Chloridprofile für eine Beaufschlagungsdauer von 4, 8 und 32 Monaten
gegenübergestellt. Details zum Programm Chloridprofil.xls sind [69] zu entnehmen.
Aus den beobachteten Abweichungen von der Modellvorhersage wird deutlich, dass
auch im nicht ausgelaugten Bereich keine reine Diffusion vorliegt. Dies ist maßgeblich
auf die Wechselwirkung aller in der Porenlösung vorhandenen Ionenarten untereinan-
der und mit dem Zementstein zurückzuführen. Wie in Kapitel 2.2.3.3 umfassend aufge-
zeigt wurde, weist das Zweite Fick´sche Gesetz verglichen mit anderen Modellen zur
Beschreibung der Chlorideindringung dennoch eine sehr gute Prognosegüte auf.
Die Entwicklung der aus den Chloridprofilen durch Iteration ermittelten Diffusionsko-




Abb. 3-30: Experimentell ermittelte Chloridprofile (UHPC nach 4-, 8- und 32-mona-
tiger Expositionsdauer) und Prognose der Chlorideindringung nach dem
Zweiten Fick´schen Gesetz
Abb. 3-31: Entwicklung des Diffusionskoeffizienten Dapp der untersuchten Betone in
Abhängigkeit von der Expositionsdauer t
Deutlich erkennbar ist die Abnahme des Diffusionskoeffizienten mit zunehmender
Expositionsdauer. Dies ist auf eine zunehmende Selbstabdichtung infolge der Wasser-
zufuhr zurückzuführen. Die maßgebenden Mechanismen der Selbstabdichtung von
Beton sind in Kapitel 2.2.1.2 dargelegt.
Stellt man den Diffusionskoeffizienten Dapp [m²/s] in Abhängigkeit von der Expositi-
onsdauer t [a] dar, so lässt sich der Zusammenhang nach Gleichung (3-4) beschreiben.
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ergänzt, um zu berücksichtigen, dass der Diffusionskoeffizient einem Endwert entge-
gen strebt.
 (3-4)
Hierbei ist  der Diffusionskoeffizient, der sich für sehr lange Expositionsdauern
minimal einstellt und t0 die Referenz-Expositionsdauer (t0 = 1 a). Der Diffusionskoeffi-
zient nach einjähriger Chloridbeaufschlagung Dapp(t = 1 a) ergibt sich somit aus der
Summe von  [m²/s] und D0 [m²/s].
Die Parameter , D0 und n sowie der Standardschätzfehler sy,x, die sich aus der
Regressionsanalyse der generierten Datenreihen (vgl. Abbildung 3-31) ergeben, sind
Tabelle 3-6 zu entnehmen. Die zugehörigen Regressionskurven sind in Abbildung 3-31
dargestellt. Beim Standardschätzfehler handelt es sich um einen Kennwert, der als Maß
für die Güte einer nichtlinearen Regressionsfunktionen herangezogen werden kann
(siehe hierzu Anhang 4, Kapitel A4.3).
In Tabelle 3-6 zusätzlich dargestellt ist das Verhältnis aus dem Diffusionskoeffizienten
D(t = 0,083 a), der sich für eine Expositionsdauer von einem Monat ergibt (also für den
geringsten Beaufschlagungszeitraum, der im Rahmen der vorliegenden Arbeit gewählt
wurde), und dem minimal erreichbaren Diffusionskoeffizienten . Je größer dieses
Verhältnis ist, umso ausgeprägter ist das Selbstabdichtungspotenzial des Betons. 
Wie aus Tabelle 3-6 hervorgeht, zeigen die Betone NPC-1 und UHPC90 °C anders als
die Betone HPC-1, RPC und UHPC nahezu keine Selbstabdichtung. Dies ist darauf
zurückzuführen, dass im Beton NPC-1 nur geringe Mengen an unhydratisiertem
Zement vorliegen und es somit nur zu einer geringfügigen Nachhydratation durch den
Wasserzutritt kommt. Im wärmebehandelten ultrahochfesten Beton ist eine Nachhydra-
tation ebenfalls nur beschränkt möglich, da die Hydratation infolge der thermischen
Beaufschlagung bereits weitgehend abgeschlossen ist. Große Mengen an unreagiertem
Zement sowie ein hoher Gelporenanteil im Zementstein der hoch- und ultrahochfesten
Betone führen hier zu einer ausgeprägten Selbstabdichtung.
Tab. 3-6: Parameter , D0 und n der Regressionsfunktion entsprechend
Gleichung (3-4) mit Standardschätzfehler sy,x für die untersuchten Betone
Beton  [10-14 m²/s] D0 [10-14 m²/s] n [-] sy,x [m²/s] D(t = 0,083 a)/
NPC-1 2.179 0,031 4,7 519 2,7
HPC-1 48 30,3 0,75 11,2 5,1
RPC 4,8 3,1 0,95 2,2 7,9
UHPC 8,9 1,3 1,3 1,4 4,7
UHPC90 °C 7,3 0,002 3,3 0,6 2,0














3.5.1.3 Ergebnisse der beschleunigten Versuche (Migrations-Schnelltest)
Der Diffusionskoeffizient DRCM wurde für alle untersuchten ultrahochfesten Betone
(RPC, UHPC, UHPC90 °C) mit dem Migrations-Schnelltest nach dem BAW-Merkblatt
„Chlorideindringwiderstand“ [N23] im Betonalter von 56 Tagen ermittelt. Für den
Beton RPC erfolgte zusätzlich eine Bestimmung im Betonalter von 164, 227 und 515
Tagen zur Ermittlung der Altersabhängigkeit von DRCM. Die Ergebnisse der Untersu-
chungen sind in Abbildung 3-32 dargestellt.
Im Prüfalter von 56 Tagen (0,15 a) ergab sich für die nicht thermisch behandelten ultra-
hochfesten Betone unabhängig vom Größtkorndurchmesser ein Diffusionskoeffizient
DRCM von ca. m²/s. Für den wärmebehandelten Beton UHPC90 °C betrug der
Diffusionswiderstand DRCM zum gleichen Zeitpunkt m²/s. Ludwig und
Thiel [77] geben für RPC einen Diffusionskoeffizienten in der gleichen Größenordnung
(2 bis m²/s) an.
Abb. 3-32: Entwicklung des Diffusionskoeffizienten DRCM der untersuchten Betone
in Abhängigkeit vom Prüfalter der Betone mit zugehöriger Regressions-
funktion (alle Betone ohne Stahlfasern); t0 = 1 a, sy,x: Standardschätz-
fehler
Aus dem ebenfalls in Abbildung 3-32 dargestellten Ergebnis der Regressionsanalyse
für den Feinkornbeton RPC wird ersichtlich, dass sich die Altersabhängigkeit des Dif-
fusionskoeffizienten wie bereits in den Langzeitversuchen durch Gleichung (3-4) dar-
stellen lässt. Zu beachten ist jedoch, dass die mithilfe des beschleunigten
Prüfverfahrens für die Betone RPC und UHPC ermittelten Diffusionskoeffizienten mit
ca. 5 bis m²/s etwa um den Faktor acht unterhalb der Diffusionskoeffizienten
aus den Langzeitversuchen lagen. Bei Lebensdauerprognosen ist dies zur Vermeidung
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3.5.1.4 Bedeutung der erzielten Ergebnisse für die Praxis
Die zuvor dargelegten Ergebnisse haben gezeigt, dass der Chlorideindringwiderstand
ultrahochfester Betone deutlich höher ist als derjenige konventioneller Betone. Zwar ist
der Einsatz ultrahochfester Betone bislang nicht normativ geregelt, so dass auch die
Expositionsklassen nach DIN EN 206-1 [N11] bzw. DIN 1045-2 [N1] nicht unmittelbar
anwendbar sind. Im Folgenden soll jedoch aufgezeigt werden, wie sich der erhöhte
Widerstand der im Rahmen dieser Arbeit untersuchten ultrahochfesten Betone gegen-
über dem Eindringen von Chloriden auf die erforderliche Betondeckung von Stahlbe-
tonbauteilen und somit auf die entsprechenden Normenwerke auswirken würde.
In den dargelegten Langzeitversuchen erfolgte eine kontinuierliche Beaufschlagung der
Probekörper mit einer NaCl-Lösung, was der Expositionsklasse XS2 (ständig unter
Wasser) nach DIN EN 206-1 [N11] entspricht. Hieraus ergeben sich nach DIN 1045-2
[N1] ein maximal zulässiger Wasserzementwert von 0,50, eine Mindestdruckfestig-
keitsklasse von C35/45 sowie ein Mindestzementgehalt von 320 kg/m³, was für alle
untersuchten ultrahochfesten Betone erfüllt ist.
Bei Zugrundelegung einer Nutzungsdauer von 100 Jahren und bei Berücksichtigung
der Tatsache, dass alle betrachteten Betone eine Druckfestigkeitsklasse von mehr als
C45/55 aufweisen, ergibt sich nach DIN EN 1992-1-1 [N14] die Anforderungsklasse
S5 und hieraus wiederum eine Mindestbetondeckung cmin, dur aus den Dauerhaftig-
keitsanforderungen von 45 mm. Mit einem nach DIN EN 1992-1-1 [N14] empfohlenen
Vorhaltemaß Δcdev von 10 mm ergibt sich dann die erforderliche Betondeckung cnom
zu:
cnom = cmin, dur + Δcdev = 45 mm + 10 mm = 55 mm  (3-5)
Aus den Langzeitversuchen waren die sich einstellenden Chloridprofile sowie die hier-
aus resultierenden Diffusionskoeffizienten Dapp bekannt, die sich unter Anwendung des
von Klose [69] entwickelten Programms Chloridprofil.xls ermitteln ließen. Wiederum
unter Anwendung dieses Programms erfolgte nun die Prognose der zeitlichen Entwick-
lung der Chloridprofile. Hierbei wurde die Randzone Δx nicht berücksichtigt, da diese
mit einer Ausdehnung von maximal etwa 1 mm gegenüber der Betondeckung
(cnom = 55 mm) vernachlässigbar war.
Der Prognose zugrunde gelegt wurde der Diffusionskoeffizient Dapp(t = 2,7 a), der sich
in den Langzeitversuchen für einen Beaufschlagungszeitraum von 32 Monaten, also
2,7 Jahren ergeben hatte.
Unter Annahme des Einsatzes einer Stabstahlbewehrung wurde nun prognostiziert, wie
lange es tatsächlich dauern würde, bis die Chloridionen im ultrahochfesten Beton mit
kritischer, korrosionsauslösender Konzentration (0,5 M.-% v. BM, vgl. Kapitel 2.2.3.2)
zur Bewehrungsfront in der Tiefe cnom = 55 mm vordringen (tkrit, prog). Daneben
erfolgte die Ermittlung der Eindringtiefe der kritischen Chloridkonzentration, die sich
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bei 100-jähriger Chloridbeaufschlagung ergeben würde und somit die tatsächlich erfor-
derliche Betondeckung cnom, prog. Das Vorgehen ist schematisch in Abbildung 3-33 dar-
gestellt. Die Ergebnisse der Prognose sind Tabelle 3-7 zu entnehmen.
Abb. 3-33: Schematische Darstellung der Prognosen der Chlorideindringung
(a: Dauer bis zum Erreichen der kritischen Chloridkonzentration in der
Bewehrungsfront, b: tatsächlich erforderliche Betondeckung bei einer
Nutzungsdauer von 100 Jahren)
Wie anhand der Prognoseergebnisse nach Tabelle 3-7 deutlich wird, unterschätzt die
DIN EN 1992-1-1 [N14] den Chlorideindringwiderstand ultrahochfester Betone deut-
lich. Geht man vom ungünstigsten Fall (UHPC) aus, so wird die vorgegebene Betonde-
ckung cnom = 55 mm erst nach 186 Jahren von der kritischen, korrosionsauslösenden
Chloridfront erreicht. Für eine Nutzungsdauer von 100 Jahren wäre eine Betondeckung
von 41 mm ausreichend. Dies bedeutet eine Reduktion der erforderlichen Betonde-
ckung um 25 %. Im Falle des ultrahochfesten Betons ohne zusätzliche Faserbewehrung
(UHPCo. F.) beträgt die tatsächliche erforderliche Betondeckung sogar weniger als
30 mm, erst nach fast 400 Jahren übersteigt die kritische Chloridkonzentration die nach
DIN vorgesehene Betondeckung von 55 mm.
Tab. 3-7: Ergebnisse der Prognosen der Chlorideindringung
Beton Dapp(2,7 a) [10-14 m²/s] tkrit, prog1) [a] cnom, prog2) [mm]
RPC 6,5 339 31
UHPC 9,3 186 41
UHPCo. F. 7,5 391 29
UHPC90 °C 8,0 233 37
1)
 Dauer bis zum Erreichen der Bewehrungsfront in der Tiefe cnom = 55 mm





Als maßgeblich lassen sich folgende Ergebnisse zu den Versuchen zur Chlorideindrin-
gung festhalten:
• Das Erscheinungsbild der Chloridprofile der ultrahochfesten Betone war
grundsätzlich mit demjenigen der normal- und hochfesten Betone ver-
gleichbar. Alle untersuchten Betone zeigten eine Calciumauslaugung im
Randbereich, in der auch eine geringere Chloridbelastung zu verzeichnen war.
Die maximale Chloridbelastung lag in einer Tiefe von 0,5 mm (UHPC90 °C)
bis 5,0 mm (NPC-1) vor. 
• Die Chlorideindringtiefe betrug im ultrahochfesten Beton weniger als die
Hälfte verglichen mit dem hochfestem Beton. Dies ist maßgeblich auf den
deutlich geringeren Kapillarporenraum zurückzuführen.
• Trotz der höheren Dichtigkeit des ultrahochfesten Betons war der maximale
Chloridgehalt von ultrahochfestem und hochfestem Beton vergleichbar. Der
Grund hierfür liegt maßgeblich im höheren Zementsteingehalt sowie im höhe-
ren Gelporenanteil des ultrahochfesten Betons.
• Die Zugabe von Stahlfasern führte zu einer Erhöhung des maximalen Chlo-
ridgehalts im ultrahochfesten Beton um 60 bis 80 %. Dies liegt maßgeblich
darin begründet, dass die Kontaktzone zwischen der glatten Stahlfaseroberflä-
che und der Zementsteinmatrix im ansonsten dichten Beton eine Schwächung
darstellt (siehe hierzu auch Kapitel 3.3.4), in deren Bereich ein verstärkter
Chlorideintritt stattfindet.
• Im ausgelaugten Randbereich des ultrahochfesten Betons konnte der untere
kritische korrosionsauslösende Chloridgehalt nach Dauberschmidt [25] von
2,1 M.-% v. BM für stahlfaserbewehrten Beton bestätigt werden.
• Der Diffusionskoeffizient Dapp nimmt mit zunehmender Expositionsdauer des
Betons ab und strebt einem Endwert entgegen. Die Abnahme lässt sich nach
Gleichung (3-4) beschreiben und liegt in der zunehmenden Selbstabdichtung
der Betone begründet. Das Abdichtungspotenzial steigt mit abnehmendem
Wasserzementwert und abnehmendem Hydratationsgrad zu Beginn der Expo-
sition.
• Die in den Migrationsschnelltests ermittelten Diffusionskoeffizienten DRCM
der ultrahochfesten Betone lagen um den Faktor acht geringer als die in den
Langzeitversuchen ermittelten Diffusionskoeffizienten Dapp. Die Alters-




• Eine Gegenüberstellung der Versuchsergebnisse mit den normativen Vor-
gaben zur Dauerhaftigkeit (DIN EN 206-1 [N11], DIN 1045-2 [N1], DIN EN
1992-1-1 [N14]) zeigte, dass der Chlorideindringwiderstand ultrahochfester
Betone bei unveränderter Anwendung der Normung deutlich unterschätzt
wird. Für die im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgeführten Untersu-
chungen zur Chlorideindringung ließ sich eine mögliche Reduktion der
erforderlichen Betondeckung ultrahochfester Betone um mindestens 25 %
nachweisen.
3.5.2 Angriff durch mineralsaure Wässer
3.5.2.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Ein weiterer Forschungsschwerpunkt dieser Arbeit lag in der Untersuchung der Dauer-
haftigkeit ultrahochfester Betone beim chemischen Angriff durch mineralsaure Wässer.
Die Zusammensetzung der untersuchten mineralsauren Wässer fällt entsprechend DIN
EN 206-1 [N11] in die Expositionsklassen XA2 (Angriff von Wässern mit pH 5 ent-
spricht chemisch mäßig angreifender Umgebung). Der Angriff bei pH 3 und pH 1 über-
trifft die Intensität der höchsten für den chemischen Angriff normativ vorgesehenen
Expositionsklasse XA3.
Die Versuche wurden nach Herold [55] unter dynamischen, nicht abrasiven Bedingun-
gen bei einer Umgebungstemperatur von 20 °C durchgeführt. Als Versuchskörper dien-
ten halbierte Würfel (150/150/75 mm). Die Exposition erfolgte über die gesägten
Schnittflächen der Würfel (150 x 150 mm²), während die übrigen Flächen der Ver-
suchskörper mit Epoxidharz versiegelt waren. Hierdurch war ein eindimensionaler
Angriff gewährleistet. Die sich während der Versuchsdurchführung ausbildende Deck-
schicht auf der Betonoberfläche wurde erhalten.
Das Volumen des Angriffsmediums betrug 20 dm³, d. h. es lag ein großes Verhältnis
zwischen Angriffsvolumen und angegriffener Fläche vor. Ein Zurückdrängen der
Lösungsreaktion infolge einer ansteigenden Ionenkonzentration in der Lösung wurde
durch den regelmäßigen Austausch des Angriffsmediums vermieden (dynamische
Randbedingung). Dieser erfolgte in den ersten drei Wochen der Versuchsdurchführung
alle drei bzw. vier Tage und anschließend einmal wöchentlich. Mithilfe von Titropro-
zessoren wurde der pH-Wert der mineralsauren Wässer konstant gehalten. Das
Angriffsmedium wurde mithilfe eines Magnetrührers permanent durchmischt, um einen
Konzentrationsgradienten im Angriffsmedium zu vermeiden. Eine Prinzipskizze des
Versuchsaufbaus ist in Abbildung 3-34 dargestellt.
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Abb. 3-34: Versuchsaufbau zur Untersuchung des Angriffs mineralsaurer Wässer
(Prinzipskizze)
Durch den gewählten Versuchsaufbau und die Versuchsdurchführung war es möglich,
die in DIN 4030-1 [N3] für den Angriff mineralsaurer Wässer implizierten Randbedin-
gungen möglichst präzise nachzustellen [55].
Bis zu einer Expositionsdauer von sechs Wochen erfolgte arbeitstäglich eine Probe-
nahme des Angriffsmediums zur Untersuchung der ausgelaugten Elementmenge.
Anschließend wurde einmal wöchentlich eine Probe entnommen.
Die entnommenen Proben des Angriffsmediums wurden mithilfe der Atomabsorpti-
onsspektrometrie (AAS) unter Einsatz des Geräts SpectrAA-40 des Herstellers Varian
untersucht. Bestimmt wurde in erster Linie das Element Calcium. Alle Messungen
erfolgten auf Grundlage der Empfehlungen nach [140] gegen wässrige, matrixange-
passte Bezugslösungen und unter Berücksichtigung der vom Hersteller empfohlenen
Geräteparameter. 
Die Auslaugung von Calcium beim Angriff durch mineralsaure Wässer ist ein Indiz für
den Abbau des CH und der CSH-Phasen, also der festigkeitsbildenden Bestandteile des
Zementsteins. Als maßgebend für den Korrosionsfortschritt ist nach Herold demnach
die Calciumauslaugung anzusehen [55]. Die experimentelle Ermittlung der zeitabhän-
gigen Auslaugtiefe des Calciums in der Betonrandzone – also der Korrosionstiefe
xkorr, exp – erfolgte daher nach Herold [55] unter Zugrundelegung von Gleichung (3-6)
auf Basis der im Angriffsmedium gelösten und atomabsorptionsspektrometrisch ermit-
telten Calciummasse (mCaO). 
Gleichung (3-6) ist analog auch für alle übrigen aus dem Zementstein ausgelaugten Ele-
mente anwendbar.
[µm]  (3-6)xkorr, exp t( ) mCaO t( )A CEM CaOCEM⋅ ⋅---------------------------------------------=
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mit mCaO im Angriffsmedium gelöste Masse an CaO [mg]
A Angriffsfläche [µm²]
CEM Zementgehalt des Betons [mg/µm³]
CaOCEM CaO-Gehalt des verwendeten Zements [M.-%]
Neben dem Einfluss des Angriffsmediums (salzsaures Wasser/HCl, schwefelsaures
Wasser/H2SO4) auf den Korrosionsfortschritt waren der Einfluss des pH-Werts (pH 5,
pH 3 und pH 1) sowie der Einfluss der Stahlfaserbewehrung (UHPCo. F.) und der ther-
mischen Nachbehandlung des Betons (UHPC90 °C) Gegenstand der Untersuchung.
Am Beton HPC-2 wurden lediglich orientierende Versuche zum Korrosionsfortschritt
durchgeführt, die der Verifizierung des in Kapitel 4 hergeleiteten Modells zur rechneri-
schen Abschätzung des Korrosionswiderstands dienten. Während die Versuchsdauer
zur Auslaugung der ultrahochfesten Betone zwischen 325 und 680 Tagen betrug, wur-
den die orientierenden Versuche am Beton HPC-2 nach einer Dauer von 250 Tagen
abgebrochen. Die jeweiligen Versuchsdauern können Tabelle 3-8 entnommen werden.
In Abbildung 3-35 ist eine Übersicht über das durchgeführte Versuchsprogramm darge-
stellt.
Abb. 3-35: Übersicht über das durchgeführte Versuchsprogramm zum Angriff
mineralsaurer Wässer
















l/b/h = 150/150/75 mm
Calciumauslaugung (→ AAS)
• Korrosionstiefe xkorr, exp(t)
• Korrosionsschichten
• Stahlfaserkorrosion
*) orientierende Versuche zur Verifikation des Modells zur rechnerischen Abschätzung
des Korrosionswiderstands (zum Modell siehe Kapitel 4)
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Pro Serie wurden zwei Prüfkörper untersucht, wobei die beiden Versuchsergebnisse
jeweils eine sehr gute Übereinstimmung zeigten (vgl. Abbildung 3-36). Im Rahmen der
vorliegenden Arbeit sind daher entsprechend die Ergebnisse desjenigen Prüfkörpers
dargestellt, der die (geringfügig) stärkere Korrosion aufwies.
Abb. 3-36: Vergleich der Korrosionstiefenentwicklung xkorr, exp(t) zweier Proben
derselben Versuchsserie beim Angriff mineralsaurer Wässer (exem-
plarisch: UHPC bei HCl, pH 5)
Das Korrosionsverhalten der untersuchten ultrahochfesten Betone wurde demjenigen
des normalfesten Betons NPC-2 (für die Angriffe HCl mit pH 5, pH 3 und pH 1) gegen-
übergestellt. Die Versuche zum Beton NPC-2 waren von Herold im Rahmen von [55]
durchgeführt worden.
Die Untersuchung der korrodierten Betonrandzone der ultrahochfesten Betone erfolgte
mithilfe der Rasterelektronenmikroskopie (REM) sowie mithilfe der energiedisper-
siven Röntgenmikroanalyse (EDS), zu den Methoden siehe Kapitel 3.3.3.1. Im Rah-
men der Rasterelektronenmikroskopie wurden neben den Sekundärelektronen (SE) zur
Erfassung der Topografie der Probe auch die Rückstreuelektronen (BSE, engl.
Backscattered Electrons) zur Erfassung des Materialkontrasts detektiert.
Darüber hinaus wurde die Methode der Auflichtmikroskopie unter Anwendung des
Mikroskops Leica DM6000 M mit der Kamera Leica DFC320, beides Geräte des Her-
stellers Leica Microsystems, für die Untersuchungen eingesetzt. Weiterführende Infor-
mationen zu den Grundlagen der Auflichtmikroskopie sind z. B. in [8] dargelegt.

















































Erscheinungsbild der Probekörper nach dem chemischen Angriff
In Abbildung 3-37 ist das Erscheinungsbild der Betonoberflächen nach 80-wöchigem
Angriff durch salzaures Wasser (HCl mit pH 5, pH 3, pH 1) dargestellt. Das Aussehen
der Betonoberflächen beim Angriff schwefelsaurer Wässer war vergleichbar. Deutlich
erkennbar war die Ablagerung von Eisenoxidphasen beim faserbewehrten Beton UHPC
infolge der Stahlfaserkorrosion insbesondere beim Angriff von HCl, pH 5. Beim
Angriff von HCl, pH 1 des stahlfaserbewehrten Betons sowie beim Angriff des faserlo-
sen Betons UHPCo. F. waren keine Eisenoxidablagerungen auf der Angriffsfläche
erkennbar.
Abb. 3-37: Betonoberflächen (UHPC, UHPCo. F.) nach 80-wöchigem Angriff durch
salzsaures Wasser (HCl mit pH 5, pH 3, pH 1)
Die Abbildungen 3-38 und A3-29 (Anhang 3) zeigen zudem exemplarisch einen
Schnitt senkrecht zur Angriffsfläche durch die mit mineralsauren Wässern (HCl,
H2SO4) beaufschlagten, faserbewehrten Prüfkörper (RPC, UHPC) nach 80-wöchigem
Angriff. Das Erscheinungsbild der mit schwefelsaurem Wasser beaufschlagten Prüfkör-
per war wiederum mit dem Korrosionsbild infolge des salzsauren Angriffs vergleich-
bar.
Aus den Abbildungen 3-38 und A3-29 deutlich zu erkennen ist jeweils die calciumaus-
gelaugte Korrosionsfront, die durch einen hellen Saum gekennzeichnet ist. Erkennbar
ist auch, dass die Korrosionsfront nicht gleichmäßig in das Probeninnere vordringt,
sondern insbesondere in der Umgebung von Stahlfasern tiefer eindringt (vgl. Abbil-
dung 3-38). Diese Beobachtung untermauert die aus den Untersuchungen zum Poren-




raum (vgl. Kapitel 3.3.4) resultierende Annahme, dass die Verbundzone zwischen Faser
und Matrix eine Schwachstelle im ultrahochfesten Beton darstellt.
Abb. 3-38: Schnitt senkrecht zur Angriffsfläche des ultrahochfesten Feinkornbetons
RPC nach 80-wöchigem salzsaurem Angriff bei pH 5; gestrichelte Linie:
ursprüngliche Angriffsfläche, Pfeile: Angriffsrichtung, gelb: Einbett-
masse zur Stabilisierung; Auflichtmikroskopie
Die ausgelaugte Randzone ist für den Angriff bei pH 5 und pH 3 durch die Ablagerung
von Eisenoxiden bzw. -hydroxiden gekennzeichnet, wie auch an der Rotfärbung der
Korrosionszone deutlich erkennbar ist, vgl. Abbildungen 3-38 und A3-29 (oben und
Mitte). Bei diesen Eisenablagerungen handelt es sich um Eisenphasen zum einen aus
der Auslaugung des Zementsteins und zum anderen aus den Korrosionsprodukten der
Stahlfasern. Infolge des Angriffs bei pH 1 waren die Eisenphasen vollständig in Lösung
gegangen, so dass hier lediglich am Korrosionssaum eine Ablagerung der Eisenphasen
erkennbar war (Abbildung A3-29, unten).
Ausbildung von Korrosionsschichten in der Betonrandzone
Der Schichtenaufbau in der Betonrandzone infolge des salzsauren Angriffs bei pH 3
wurde in Versuchen am faserlosen Beton UHPCo. F. untersucht und den im Rahmen von
[55] an Zementstein erzielten Ergebnissen gegenübergestellt (siehe hierzu auch Kapitel
2.2.4). In Anhang 3, Abbildung A3-30 ist ein Schnitt durch den Beton UHPCo. F. senk-
recht zur Angriffsfläche nach 143-wöchigem Angriff dargestellt. Visuell unterscheidbar
waren vier aufeinander folgende Schichten, die mithilfe des REM (BSE- und SE-Auf-
nahmen) und der energiedispersiven Röntgenmikroanalyse (EDS) jeweils genauer
untersucht wurden. Die der Analyse der Phasenzusammensetzung der Schichten
zugrunde liegenden EDS-Spektren wurden auf den Untergrund normiert und sind dem
Anhang 3, Abbildung A3-31 bzw. A3-32 zu entnehmen. Diesbezüglich ist zu erwäh-
nen, dass aufgrund des hohen Quarzmehl- und Mikrosilikagehalts des ultrahochfesten
Betons der Silizium-Peak in allen Schichten dominiert. Außerdem kann die Normie-
rung der Spektren aufgrund von Inhomogenitäten der Matrix zu Fehlern führen. Daher
sind anhand der hier dargelegten Untersuchungen mittels EDS nur qualitative Aussagen
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möglich, die allerdings dennoch Rückschlüsse auf die Phasenzusammensetzung in den
jeweiligen Schichten zulassen.
Die Gegenüberstellung der detektierten Schichten zeigte zunächst den im Vergleich zu
den übrigen Schichten erhöhten Silikagehalt in Schicht 1. Dies geht auch aus den BSE-
Aufnahmen zu Schicht 1 hervor, in denen deutlich eine Akkumulation freigelegter Mik-
rosilika-Kugeln erkennbar ist (siehe Anhang 3, Abbildung A3-30). Diese bleiben in der
unmittelbar dem Angriffsmedium ausgesetzten Schicht 1 neben dem von Herold
beschriebenen [55] wasserreichen SiO2-Netzwerk zurück, das aus den hydrolytisch zer-
setzten CSH-Phasen resultiert. Neben dem dominanten Siliziumvorkommen waren in
Schicht 1 außerdem Aluminiumphasen und – wie von Herold beschrieben – ausgefällte
Eisenphasen erkennbar, die ausschließlich aus der Auslaugung des Zementsteins stam-
men, da es sich bei der untersuchten Probe um einen faserlosen Beton handelte. Calci-
umphasen waren in Schicht 1 nicht nachweisbar.
In Schicht 2 war ein stärkeres Vorkommen an Aluminium- und Eisenphasen identifi-
zierbar, was darauf schließen lässt, dass in diesem Bereich intakte AFm- bzw. AFt-Pha-
sen vorlagen. In dieser Schicht war ein geringer Gehalt an Calciumphasen nachweisbar,
weshalb eine vollständige Lösung des CH und eine deutliche Lösung der CSH-Phasen
vermutet wird. Wie aus den BSE-Aufnahmen hervorgeht (siehe hierzu Abbildung A3-
30), waren auch in Schicht 2 die Konturen von Mikrosilika-Kugeln zu erkennen, die in
unreagiertem Zustand im Zementstein vorlagen, hier jedoch wesentlich stärker in die
Matrix eingebunden sind als in Schicht 1. 
Gut erkennbar war die Korrosionsfront des CH bzw. der CSH-Phasen, die sich an
Schicht 3 anschließt. Schicht 3 wies neben den Aluminium- und Eisenphasen auch Cal-
ciumphasen auf. Es wird angenommen, dass in Schicht 3 das im UHPC in geringem
Umfang vorhandene CH vollständig gelöst und die CSH-Phasen noch weitgehend
intakt sind. Auch hier waren in den BSE-Aufnahmen (siehe Abbildung A3-30) die gut
in die Matrix eingebundenen Mikrosilika-Kugeln erkennbar. 
Bei Schicht 4 handelt es sich um weitestgehend intakten Zementstein.
Anhand der Topografie der Probe (SE-Aufnahmen mittels REM) zeigte sich außerdem,
dass die Porosität im ausgelaugten Bereich – und hierbei vor allem in Schicht 1 –
gegenüber dem (weitgehend) unveränderten Zementstein (Schicht 4) deutlich erhöht
ist.
Die Abgrenzung der alkaliextrahierten Zone wurde am untersuchten UHPCo. F. nicht
vorgenommen.
Eine Gegenüberstellung mit dem Schichtenmodell nach Herold [55] zeigt, dass die
Schichtenfolge für normalfesten Beton und ultrahochfesten Beton – zumindest für den
salzsauren Angriff – grundsätzlich vergleichbar ist, siehe auch Abbildung 2-20. Eine
Differenzierung zwischen eisenreicher, brauner Schicht und SiO2-reicher Schicht in
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Analogie zu Herold [55] war beim untersuchten UHPCo. F. allerdings nicht möglich.
Vielmehr war die SiO2-reiche Randschicht durchgängig mit Eisenphasen durchsetzt.
Stahlfaserkorrosion infolge des chemischen Angriffs
Mithilfe der Rasterelektronenmikroskopie (REM) wurden die ultrahochfesten Betone
untersucht, die einem Angriff bei pH 5 und pH 3 (HCl, H2SO4) ausgesetzt waren. Die
rasterelektronenmikroskopische Untersuchung des bei pH 1 angegriffenen Betons war
nicht möglich, da es aufgrund der hohen Porosität des ausgelaugten Randbereichs der
Probe nicht gelang, ein ausreichendes Vakuum zu generieren.
In den Untersuchungen wurde festgestellt, dass der Angriff der eingebetteten Stahlfa-
sern durchgängig "von innen nach außen" erfolgte, d. h. zunächst wurde das Innere der
Fasern korrodiert, bevor schließlich die Außenhülle angegriffen wurde. Häufig war zu
beobachten, dass das Faserinnere regelrecht ausgehöhlt war, während die Außenhülle
noch intakt war (vgl. Abbildung 3-39).
Abb. 3-39: REM-Aufnahmen der intakten Außenhülle von korrodierten Stahlfasern
nach 80-wöchigem Angriff bei HCl, pH 5
Die Ursache für die im Innern des Faserquerschnitts beginnende Korrosion der Stahlfa-
sern war im Herstellungsprozess der vorliegenden Stahlfasern zu finden. Bei der Pro-
duktion der Fasern wird laut Hersteller als Ziehmittel Messingvitriol eingesetzt. Dieses
liegt zunächst wie ein Schutzfilm auf der Faseroberfläche, während die Schnittfläche
der Fasern nicht überzogen ist (siehe hierzu Abbildungen 3-39 und Anhang 3, Abbil-
dung A3-34). Beim Zutritt des angreifenden Mediums auf die Faserschnittfläche korro-
diert zunächst der unedlere, innen liegende Stahl, der – bei beginnender Korrosion des
Messings – als Opferanode für das Messing fungiert. Hierdurch wird die Stahlkorrosion
zusätzlich beschleunigt.
Unabhängig vom angreifenden Medium war zu beobachten, dass mit stärker werden-
dem sowie länger andauerndem Angriff zunächst das ausgehöhlte Faserinnere und
anschließend auch die Faserrandzone mit einem siliziumreichen Füllmaterial ausgefüllt
wurde, siehe auch Abbildung A3-33 (Anhang 3). Demnach reichert sich das aus der
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Matrix mobilisierte Silizium bevorzugt in dem aus benachbarten Stahlfasern entstehen-
den Hohlraum an. Auch Herold beobachtete eine siliziumreiche Gelschicht in der aus-
gelaugten Randzone des angegriffenen Betons, welche als Schutzschicht wirkt [55].
Ein weiterer Angriff der Betonoberfläche ist somit nur noch nach einer Diffusion der
Ionen durch diese versiegelnde Siliziumschicht sowie durch die in den stahlfaserbe-
wehrten Betonen zusätzlich vorhandene Eisenoxidablagerung auf der Angriffsfläche
möglich.
Auslaugung des Basalts
Der Angriff der Intensität pH 1 war so stark, dass auch der Basalt deutlich sichtbar aus-
gelaugt wurde (vgl. Anhang 3, Abbildung A3-29, unten). Aus diesem Grund wurden in
Analogie zu den Auslaugversuchen am Beton zusätzlich orientierende Versuche zur
Basaltauslaugung durchgeführt (Versuchsaufbau siehe Anhang 3, Abbildung A3-35).
Hierzu wurde die flächenbezogene CaO-Auslaugung von drei Basaltstücken (Körnung
5/8 mm) mit definierter Angriffsfläche ermittelt und der CaO-Auslaugung des unbe-
wehrten ultrahochfesten Feinkornbetons ohne Faserbewehrung (RPCo. F.) gegenüberge-
stellt. Wie diese Versuche zeigten, war die Calciumauslaugung des Basalts so gering,
dass deren Einfluss auf die Ermittlung der Auslaugtiefe des Zementsteins anhand von
Gleichung (3-6) vernachlässigt werden konnte, siehe hierzu Abbildung A3-36
(Anhang 3).
Zeitliche Entwicklung der Korrosionstiefe
Die experimentell unter Zugrundelegung von Gleichung (3-6) ermittelte Entwicklung
der Korrosionstiefe xkorr, exp(t) beim chemischen Angriff der untersuchten Betone ist in
Anhang 3, Abbildungen A3-24 bis A3-26 dargestellt.
Mithilfe der energiedispersiven Röntgenmikroanalyse (EDS), die im Rahmen der Ras-
terelektronenmikroskopie Anwendung fand, konnte verifiziert werden, dass die mit-
hilfe von Gleichung (3-6) ermittelte Auslaugtiefe für CaO mit der tatsächlich
vorliegenden Auslaugtiefe des Calciums übereinstimmte. Hierzu wurde ein sogenann-




Abb. 3-40: Mithilfe der EDS ermittelte Calciumverteilung des Betons UHPC nach
80-wöchigem Angriff bei HCl, pH 3 im Vergleich zur Calcium-Auslaug-
tiefe nach Gleichung (3-6)
Im Untersuchungszeitraum (maximal 680 Tage) wurden lediglich für den stark salzsau-
ren Angriff bei pH 1 annähernd konstante Lösungsraten erreicht (vgl. hierzu Abbildun-
gen A3-27 und A3-28, Anhang 3). Für diesen Angriff wurde die Abhängigkeit der
experimentell ermittelten, calciumbasierten Korrosionstiefe von der Expositionsdauer t
in Anlehnung an [55] daher durch folgende Regressionsgleichung (3-7) beschrieben
(siehe hierzu auch Kapitel 2.2.4.2), wobei xkorr, prog [µm], t [d]:
 (3-7)
Für alle übrigen Versuchsreihen (HCl/H2SO4 bei pH 5/pH 3), für die keine konstanten
Lösungsraten erreicht wurden, erfolgte die Prognose der zeitlichen Entwicklung der
Korrosionstiefe xkorr, prog in Anlehnung an [55] nach Gleichung (3-8), wobei wiederum
xkorr, prog [µm], t [d]: 
 (3-8)
Die zur jeweiligen Serie gehörenden Parameter A  bzw. B [µm/d], die jewei-
lige Versuchsdauer [d] sowie der Standardschätzfehler sy,x [µm] sind Tabelle 3-8 zu ent-
nehmen.
Die Tatsache, dass der Angriff bei pH 3 und pH 5 nicht wie der Angriff bei pH 1 durch
Gleichung (3-7) beschrieben werden kann, zeigt auf, dass der Korrosionsprozess im
Versuchszeitraum ausschließlich diffusionskontrolliert und noch nicht oberflächenkon-
trolliert war. Für sehr lange Versuchsdauern würde sich auch hier ein oberflächenkon-
trollierter Prozess einstellen und die Entwicklung der Korrosionstiefe xkorr, prog würde
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prognose mithilfe der für den Angriff bei pH 5 und pH 3 ermittelten Regressionsglei-
chungen die sich einstellende Korrosionstiefe unterschätzt würde.
Am Beispiel des salzsauren Angriffs bei pH 1 wurde abgeschätzt, in welcher Größen-
ordnung der hierbei entstehende Fehler liegt. Hierfür wurde zunächst auch für den salz-
sauren Angriff bei pH 1 eine Regressionsanalyse unter Zugrundelegung von
Gleichung (3-8) durchgeführt. Diese ergab: A = 484,1 , sy,x = 150,2 µm.
Eine Gegenüberstellung dieses Ergebnisses mit dem Ergebnis nach Gleichung (3-7)
(A = 454,8 , B = 1,66 µm/d, sy,x = 76,2 µm, vgl. Tabelle 3-8) für eine praxisre-
levante Expositionsdauer von beispielsweise 100 Jahren zeigt:
nach Gleichung (3-7): xkorr, prog(t = 100 a) = 147.479 µm = 147,5 mm
nach Gleichung (3-8): xkorr, prog(t = 100 a) = 92.487 µm = 92,5 mm
Maximal ist also mit einem Fehler von 55 mm zu rechnen. Die tatsächliche Korrosions-
tiefe liegt also um 60 % höher, als die anhand von Gleichung (3-8) prognostizierte. Für
Tab. 3-8: Parameter A  bzw. B [µm/d] nach Regressionsgleichung (3-7)
für pH 1 bzw. nach Regressionsgleichung (3-8) für pH 3 und pH 5










































1) untersucht durch Herold im Rahmen von [55]
2) orientierende Versuche zur Verifikation des Modells zur rechnerischen Abschätzung des 






den deutlich schwächeren Angriff bei pH 3 und pH 5 ist von einer weniger ausgepräg-
ten Unterschätzung der Korrosionstiefe auszugehen.
In Tabelle 3-9 ist auch für die übrigen Angriffsarten eine Abschätzung der jeweiligen
Korrosionstiefen nach einer Expositionsdauer von 100 Jahren vorgenommen.
Wie aus Tabelle 3-9 hervorgeht, wird bei einem Angriff des ultrahochfesten Betons
durch saure Wässer mit pH 3 bzw. pH 5 nach einer Angriffsdauer von 100 Jahren die
Betonoberfläche maximal bis in eine Tiefe von 19 mm abgetragen.
Für die Praxisanwendung der ultrahochfesten Betone wird allerdings empfohlen, die
zuvor erläuterte Unterschätzung der ermittelten Korrosionstiefe für einen Angriff bei
pH 3 oder pH 5 (auf der sicheren Seite liegend) durch Multiplikation mit dem für pH 1
hergeleiteten Faktor 1,6 zu berücksichtigen. Bezieht man diesen Sicherheitsfaktor in
die Betrachtungen ein, so ergibt sich eine maximale Korrosionstiefe von 30 mm nach
100 Jahren. Für einen Angriff bei pH 1 wird eine Korrosionstiefe von etwa 150 mm
erreicht, wie zuvor bereits dargelegt. Da die Berechnung für den Angriff bei pH 1 auf
Grundlage von Gleichung (3-7) erfolgte, muss der Sicherheitsfaktor hier nicht berück-
sichtigt werden.
Gegenüberstellung des Korrosionswiderstands
Zum Vergleich der Widerstände der untersuchten Betone wurde die prognostizierte
Korrosionstiefe für eine Expositionsdauer von 100 Jahren xkorr, prog(t = 100 a) herange-
zogen, die Tabelle 3-9 zu entehmen ist. Je kleiner die ermittelte Korrosionstiefe ist,
umso größer ist der Widerstand des betrachteten Betons gegenüber dem Angriff saurer
Wässer.





pH 5 pH 3 pH 1 pH 5 pH 3
NPC-2 1) 14,3 23,9 276,6 - -
HPC-2 - 23,9 - - -
RPC 8,0 - - - -
UHPC 8,2 10,2 147,5 7,8 14,7
UHPC90 °C - 12,2 - - -
UHPCo. F. - 19,0 - - -
1) untersucht durch Herold im Rahmen von [55]
Angriff bei pH 3 und pH 5: Prognose nach Gleichung (3-8)
Angriff bei pH 1: Prognose nach Gleichung (3-7)
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Die derartige Gegenüberstellung der Korrosionstiefen zeigte, dass der Widerstand des
faserbewehrten ultrahochfesten Betons gegenüber dem salzsauren Angriff (pH 5, pH 3,
pH 1) etwa doppelt so hoch war, wie der Widerstand des unbewehrten normalfesten
Betons NPC-2 (xkorr, prog, NPC / xkorr, prog, UHPC 2). Eine Verdopplung des Korrosi-
onswiderstands des ultrahochfesten Betons UHPC verglichen mit dem Beton NPC-2
erscheint zunächst gering. Nach einer von Herold [55] abgeleiteten Faustformel zieht
jedoch die Abnahme des w/z-Werts um 0,1 beim Angriff mineralsaurer Wässer jeweils
eine Abnahme der Korrosionstiefe um ca. 25 % nach sich. Infolge des Absenkens des
Wasserzement- bzw. Wasserbindemittelwerts von 0,50 (NPC-2) auf 0,21 (UHPC) war
somit ein Anstieg des Korrosionswiderstands im Bereich von 75 % bis maximal 100 %
zu erwarten.
Der ultrahochfeste Beton ohne Stahlfaserbewehrung zeigte lediglich einen um etwa
20 % höheren Widerstand als der normalfeste Beton gemessen an den Korrosionstiefen.
Der höhere Widerstand der stahlfaserbewehrten Betone beim salzsauren Angriff mit
pH 3 ist auf die Ablagerung der Korrosionsprodukte der Stahlfasern in der korrodierten
Randzone des Betons und somit auf die Verdichtung dieses durch Auslaugung
geschwächten Bereichs zurückzuführen. Dies erschwert die Diffusion der angreifenden
Ionen hin zur unveränderten Betonschicht und erhöht so den Korrosionswiderstand des
Betons. Hinzu kommen feine Risse (Rissbreite bis ca. 2 µm, vgl. Kapitel 3.3.3), die den
faserlosen ultrahochfesten Beton infolge des autogenen Schwindens schwächen. Sie
führen zu einer indirekten Erhöhung der Angriffsfläche des Betons und somit zu einer
Beschleunigung des Korrosionsfortschritts.
Ferner war der Widerstand des hochfesten Betons gegenüber dem chemischen Angriff
nicht höher als der Widerstand des normalfesten Betons (xkorr, prog, NPC / xkorr, prog, HPC
1). Es ist sehr wahrscheinlich, dass das Gefüge des hochfesten Betons ebenfalls
durch Mikrorisse geschwächt war, wie z. B. auch von Guse und Hilsdorf [50] beobach-
tet. Da zur Korrosion des Betons HPC-2 allerdings nur orientierende Versuche stattfan-
den, wurden hierzu keine weiterführenden Untersuchungen (z. B. Mikroskopie)
durchgeführt.
Infolge der Wärmebehandlung ging der Widerstand des faserbewehrten ultrahochfesten
Betons UHPC90 °C gegenüber dem Angriff durch salzsaure Wässer (pH 3) im Vergleich
zum wassergelagerten Beton UHPC um etwa 20 % zurück. Dies ist maßgeblich auf
eine Schwächung des Gefüges durch Mikrorisse (Rissbreiten bis ca. 100 µm, vgl. Kapi-
tel 3.3.3) infolge der Wärmebehandlung zurückzuführen, was – wie beim faserlosen
Beton – zu einer indirekten Erhöhung der Angriffsfläche führt. Die Schwächung ist
allerdings weniger deutlich ausgeprägt als beim faserlosen Beton, da hier wiederum
eine Verdichtung der ausgelaugten Randzone durch Eisenoxidablagerungen stattfindet.
Der Einfluss der Säureart (HCl, H2SO4) auf den Widerstand der faserbewehrten ultra-
hochfesten Betone gegenüber dem Angriff durch saure Wässer war abhängig vom





war bei pH 3 eine um 44 % stärkere Korrosion gemessen an der Korrosionstiefe infolge
des schwefelsauren Angriffs zu beobachten. Nach Herold [55] sind deutliche Unter-
schiede im Korrosionsfortschritt von mit HCl und H2SO4 beaufschlagten Betonen erst
bei kleineren pH-Werten (pH < 3) zu erwarten. Weshalb in den dargelegten Versuchen
diejenigen Probekörper eine höhere Korrosionsrate zeigten, die mit schwefelsaurem
Wasser beaufschlagt wurden, konnte nicht zweifelsfrei geklärt werden.
Der Einfluss des Größtkorndurchmessers auf den Widerstand gegenüber dem Angriff
durch salzsaure Wässer (pH 5) war vernachlässigbar. Dies ist dadurch erklärbar, dass
die mit zunehmendem Größtkorndurchmesser ansteigende Tortuosität aufgrund der
sehr geringen Konnektivität des Porensystems im ultrahochfesten Beton anders als im
normalfesten Beton für Transportprozesse von untergeordneter Bedeutung ist (siehe
hierzu auch Kapitel 2.1.4).
Vergleich der Ergebnisse mit Literaturdaten
Untersuchungen zum Verhalten von ultrahochfestem Beton beim Angriff mineralsaurer
Wässer wurden auch an der Technischen Universität Hamburg-Harburg von Franke et
al. im Rahmen des Schwerpunktprogramms 1182 der Deutschen Forschungsgemein-
schaft (DFG) durchgeführt [33, 34, 117]. Die Zusammensetzung der untersuchten
Betone ist vergleichbar. Franke et al. untersuchten jedoch ausschließlich ultrahochfeste
Betone ohne Stahlfaserbewehrung. Im von ihnen gewählten Versuchsaufbau wurde
zudem kein eindimensionaler, sondern ein mehrdimensionaler Angriff nachgestellt, und
die Berechnung der Korrosionstiefe erfolgte anhand des Protonenverbrauchs im Aus-
laugversuch, siehe hierzu [37] und Tabelle A1-6 (Anhang 1). Als Angriffsmedium
dienten Schwefelsäure (pH 3, pH 4) sowie organische Milchsäure (pH 4).
Die von Franke et al. ermittelten Korrosionstiefen lagen in der gleichen Größenord-
nung, wie die im Rahmen der vorliegenden Arbeit erzielten Ergebnisse. Jedoch stellten
sie eine um bis zu 27 % höhere Korrosionstiefe für den untersuchten Grobkornbeton im
Vergleich zum Feinkornbeton fest. In den Untersuchungen der vorliegenden Arbeit
wurde hingegen kein signifikanter Unterschied zwischen Grobkornbeton und Feinkorn-
beton beobachtet (vgl. Tabelle 3-8). Allerdings wies der von Franke et al. untersuchte
Grobkornbeton – anders als in den hier präsentierten Untersuchungen – eine vom eben-
falls untersuchten Feinkornbeton abweichende Mörtelmatrix auf, so dass hier mehrere
Parameter gleichzeitig variiert wurden.
Ebenso wie im Rahmen dieser Dissertation wurde von Franke et al. ein Rückgang des
Korrosionswiderstands um bis zu 19 % infolge einer thermischen Nachbehandlung bei
90 °C nachgewiesen, der auf Mikrorisse (Rissbreiten bis zu 750 nm) zurückzuführen
war. Außerdem wurde auch von Franke et al. beobachtet, dass der Korrosionswider-
stand des ultrahochfesten Betons gemessen an der Korrosionstiefe lediglich etwa dop-
pelt so hoch war, wie derjenige des normalfesten Referenzbetons. Der Einfluss einer
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Stahlfaserbewehrung auf das Korrosionsverhalten infolge des chemischen Angriffs
wurde von Franke et al. nicht untersucht.
3.5.2.3 Fazit
Die Gegenüberstellung der für eine Expositionsdauer von 100 Jahren ermittelten Kor-
rosionstiefen xkorr, prog(t = 100 a) sowie die übrigen Versuchsergebnisse zum Angriff
durch mineralsaure Wässer lassen folgende maßgebliche Folgerungen zu:
• Der Widerstand der faserbewehrten ultrahochfesten Betone war für die
betrachtete Versuchsdauer etwa doppelt so hoch wie derjenige des unbewehr-
ten normalfesten Betons.
• Die Stahlfaserbewehrung trägt – zumindest bei Angriffen bis maximal pH 3 –
deutlich zur Erhöhung des Widerstands gegenüber dem Angriff durch
mineralsaure Wässer bei, indem die Korrosionsprodukte der Stahlfasern zu
einer Verdichtung der ausgelaugten Betonrandzone sowie der Angriffsfläche
führen. Der Widerstand des unbewehrten ultrahochfesten Betons war nur
noch um etwa 20 % höher als derjenige des unbewehrten normalfesten
Betons.
Ultrahochfesten Betonen, die für den Einsatz in chemisch aggressiver Umge-
bung vorgesehen sind, sollten daher Stahlfasern zur Steigerung des Korro-
sionswiderstands beigesetzt werden.
• Infolge der Wärmebehandlung ging der Widerstand des faserbewehrten ult-
rahochfesten Betons im Vergleich zum wassergelagerten ultrahochfesten
Beton aufgrund von Mikrorissen (Rissbreiten 30 bis 100 µm) um etwa 20 %
zurück.
• Die Kontaktzone zwischen Stahlfaserbewehrung und Matrix begünstigt den
Fortschritt der Korrosionsfront in diesen Bereichen. Die lokale Schwächung
der Matrix infolge der Faserbewehrung wird aber durch die günstige Wirkung
der Stahlfasern auf die Abdichtung der ausgelaugten Randzone dominiert.
• Werden bei der Faserherstellung Ziehmittel eingesetzt, die edler sind als der
für die Faserproduktion verwendete Stahl (z. B. Messingvitriol), so fungiert
der Stahl beim Korrosionsprozess als Opferanode. Dies verursacht das „Aus-
höhlen“ der Stahlfasern. Im entstehenden Hohlraum setzen sich bevorzugt
siliziumreiche Korrosionsprodukte ab.
• Die Abfolge der entstehenden Korrosionsschichten im ultrahochfesten Beton
ist grundsätzlich mit derjenigen im normalfesten Beton vergleichbar.
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• Nach einer Expositionsdauer von 100 Jahren ist für einen Angriff der ultra-
hochfesten Betone durch mineralsaure Wässer bis zu einer Intensität von pH 3
maximal mit einer Korrosionstiefe von 30 mm und bei einer Intensität von
pH 1 maximal mit einer Korrosionstiefe von 150 mm zu rechnen.
3.5.3 Karbonatisierung
3.5.3.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Die Untersuchung der Karbonatisierung der ultrahochfesten Betone erfolgte an Prismen
(160/40/40 mm). Bei der Herstellung der Prismen wurde auf die Benutzung von
Schalöl verzichtet, da dieses die Eindringung von CO2 in den Festbeton behindern
kann.
Die Probekörper wurden bis zu einer Dauer von drei Jahren im Normklima (20 °C,
65 % r. F.) sowie im Freien (Außenlagerung) gelagert. Die vom Deutschen Wetterdienst
für den Zeitraum der Außenlagerung zur Verfügung gestellten Wetterdaten (Bereich
Karlsruhe, Wetterstation 10727) sind dem Anhang 3 zu entnehmen (Abbildung A3-37).
Die Probekörper waren während der Lagerung vor direkter Beregnung und Sonnenein-
strahlung geschützt. Abbildung 3-41 zeigt eine Übersicht über das Versuchsprogramm.
Abb. 3-41: Übersicht über das durchgeführte Versuchsprogramm zur Karbonati-
sierung
Karbonatisierung
Lagerung bei 20 °C,
65 % r. F.
Lagerung im Freien
(geschützt vor direkter Bewitterung)









l/b/h = 160/40/40 mm
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Da die Visualisierung der Karbonatisierungsfront mithilfe des Indikators Phenolphtha-
lein aufgrund ihrer sehr geringen Ausdehnung nicht möglich war, wurde die Karbonati-
sierungtiefe mithilfe der Durchlichtmikroskopie anhand von mit Kunstharz
imprägnierten Dünnschliffen (Schliffdicke 30 µm) bestimmt (zur Methode siehe Kapi-
tel 3.3.3.1).
3.5.3.2 Ergebnisse
Die Ergebnisse der Untersuchungen zur Karbonatisierung sind in Tabelle 3-10
zusammengestellt. Die angegebene Karbonatisierungstiefe stellt jeweils den Mittelwert aus
mehreren Einzelwerten dar, die mithilfe des Mikroskops erfasst wurden.
Die im Freien gelagerten Prismen zeigten durchgängig einen geringeren Karbonatisie-
rungsgrad als diejenigen, die im Normklima gelagert worden waren. Generell war im
betrachteten Lagerungszeitraum bei keinem der untersuchten Grobkornbetone eine
Karbonatisierung festzustellen. Allerdings waren infolge der Wärmebehandlung des
Betons UHPC90 °C insbesondere im Randbereich der untersuchten Prismen Mikrorisse
erkennbar, die randnah mit Karbonat ausgefüllt waren (siehe Abbildung A3-38,
Anhang 3). Das gleiche Phänomen wurde in Untersuchungen von Möser und Pfeifer
beobachtet [84].
Im Gegensatz dazu konnte bei den Prismen aus ultrahochfestem Feinkornbeton (RPC)
an allen untersuchten Proben eine – wenn auch sehr geringfügige – Karbonatisierung
nachgewiesen werden. Festgestellt wurde außerdem eine verstärkte Karbonatisierung
Tab. 3-10: Karbonatisierungstiefen der untersuchten ultrahochfesten Betone nach
ein-, zwei- bzw. dreijähriger Lagerungsdauer (in Klammern:







20 °C, 65 % r. F.
1 102 (14,2; 15)
3 150 (35,2; 19)
Außenlagerung
1 32 (4,5; 14)
2 103 (14,5; 20)
UHPC




UHPC90 °C Außenlagerung 3 nur in randnahen Rissen
UHPCo. F.




im Bereich oberflächennaher Stahlfasern oder Quarzkörner, wie auch aus den Abbil-
dungen 3-42 und A3-39 (Anhang 3) hervorgeht.
Abb. 3-42: Karbonatisierung in unmittelbarer Umgebung einer oberflächennahen
Stahlfaser nach 6-monatiger Außenlagerung (vor direkter Bewitterung
geschützt; gestrichelte Linie: ursprüngliche Angriffsfläche, Pfeile:
Angriffsrichtung); Durchlichtmikroskopie
Auch Fehling et al. [30] beobachteten eine stärkere Karbonatisierung des ultrahochfes-
ten Feinkornbetons, als es beim untersuchten Grobkornbeton der Fall war (vgl. Kapitel
2.2.2). Verglichen mit den Ergebnissen, die an der Universität Kassel von Fehling et al.
an wärmebehandelten ultrahochfesten Feinkornbetonen erzielt wurden (maximal
1,7 mm nach dreijähriger Lagerung bei 20 °C, 65 % r. F.), sind die im Rahmen der vor-
liegenden Arbeit ermittelten Karbonatisierungstiefen jedoch deutlich geringer. Die
Ursache hierfür ist nicht bekannt, es ist allerdings denkbar, dass eine verstärkte Rissbil-
dung infolge der Wärmebehandlung die Karbonatisierung der in [30] untersuchten Pro-
bekörper begünstigte.
Grundsätzlich untermauern die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit jedoch das Modell
nach Papadakis [96], wonach für Betone mit einem Wasserzementwert  die
Karbonatisierung quasi unterbunden ist (vgl. Kapitel 2.2.2).
Eine Aussage zum Zeitgesetz der Karbonatisierung von ultrahochfestem Beton lassen
die in Tabelle 3-10 wiedergegebenen Versuchsergebnisse aufgrund des vergleichsweise






Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit erzielten Ergebnisse lassen die Aussage zu,
dass bei Bauwerken aus ultrahochfestem Beton – sofern sie nicht durch oberflächen-
nahe Mikrorisse geschwächt sind – bei praxisrelevanten Nutzungsdauern von maximal
100 Jahren (DIN EN 1990 [N13]) keine signifikanten Schädigungen infolge von Kar-
bonatisierung zu erwarten sind.
3.5.4 Kombinierte Beanspruchung
3.5.4.1 Methoden und Versuchsdurchführung
Ein weiterer Bestandteil der Untersuchungen war der Probenaustausch zwischen dem
IMB und der Technischen Universität Delft (TU Delft) zur Untersuchung einer kombi-
nierten Beanspruchung  Hier-
bei war es experimentell nicht möglich, eine zeitgleiche Einwirkung mechanischer und
physikalischer Beanspruchungen zu realisieren (Frostzyklen bzw. Chloridbeaufschla-
gung während der Ermüdungsbeanspruchung). Vielmehr mussten die Einwirkungen
zeitlich entkoppelt und an verschiedenen Orten aufgebracht werden.
Eine Übersicht über das durchgeführte, sehr umfangreiche und im Folgenden erläuterte
Versuchsprogramm ist in Abbildung 3-43 dargestellt.
Abb. 3-43: Übersicht über das durchgeführte Versuchsprogramm zur kombinierten
Beanspruchung 
(Frost Ermüdung, Ermüdung Chlorideindringung).→↔












Herstellung von 12 Balken (BSI® Céracem):
















Herstellung von 12 Balken (UHPC):

















Wie aus Abbildung 3-43 hervorgeht, stellte die TU Delft sechs unbelastete (Serie A)
und sechs vorbelastete (Serie B) Balken (l/b/h = 1000/125/125 mm) bereit. Zur Herstel-
lung der Balken setzte die TU Delft den UHPC-Compound BSI®/Céracem mit einem
Größtkorn von 7 mm (Bauxit) ein, dem 2,5 Vol.-% Fasern (l = 20 mm, d = 0,3 mm)
beigemischt wurden. Die Zusammensetzung des Betons ist [71] zu entnehmen. Der
Beton wies nach 27-tägiger Lagerung bei 20 °C und 99 % r. F. eine mittlere Druckfes-
tigkeit von 220 N/mm² auf.
Die Balken wurden einer zyklischen Belastung im dynamischen 4-Punkt-Biegezugver-
such (Stützweite 750 mm) ausgesetzt. Hierbei wurden 2.000.000 Lastwechsel bei einer
Frequenz von 10 Hz durchgeführt. Die Oberlast betrug 32,2 kN (50 % der Bruchlast)
bzw. 38,7 kN (60 % der Bruchlast) und die Unterlast 6,4 kN (10 % der Bruchlast) bzw.
7,7 kN (12 % der Bruchlast), siehe hierzu auch [71]. Keiner der Balken wies eine sicht-
bare Rissbildung infolge der Vorbelastung auf.
Jeweils drei der unbelasteten und drei der vorbelasteten Balken wurden am IMB einer
Befrostung in Anlehnung an DIN CEN/TS 12390-9 [N8] unterzogen. Der Versuchsauf-
bau wurde hierbei an das Würfelprüfverfahren angelehnt. Dieses Verfahren ermöglichte
die vergleichsweise einfache Anpassung des Versuchsaufbaus an die vorhandene Prüf-
körpergeometrie.
Die Prüfkörper wurden vor der Befrostung für einen Zeitraum von 7 Tagen in 3%iger
NaCl-Lösung eingelagert.
Aufgrund der hohen Dichtigkeit des ultrahochfesten Betons war ein sehr hoher Frostwi-
derstand zu erwarten. Daher wurde die Temperatur-Zeit-Kurve in Anlehnung an das
Plattenprüfverfahren gewählt, um einen größeren Temperaturgradienten zu erzielen, als
es das Würfelprüfverfahren vorsieht.
Das vorgesehene und das tatsächliche Temperaturregime sind für einen Frost-Tauwech-
sel exemplarisch in Anhang 3, Abbildung A3-40 dargestellt. Abbildung 3-44 zeigt die
Probenlagerung vor bzw. während des Frost-Tauversuchs. Um eine gleichmäßige
Befrostung der Balken zu gewährleisten, erfolgte ein wöchentlicher Positionswechsel
der Prüfbehälter in der Klimatruhe.
Die Schädigung der Balken wurde anhand der Abwitterung und der Änderung des
dynamischen Elastizitätsmoduls (E-Modul) in fünf Durchschallungsachsen quantifi-
ziert (siehe Anhang 3, Abbildung A3-41), die unter Berücksichtigung des Momenten-
verlaufs bei der Vorbelastung gewählt wurden (vgl. auch Abbildung 3-48).
Als Maß für den Schädigungsgrad wurde der Quotient aus dem dynamischen E-Modul
nach n Frost-Tauwechseln (dyn. En) und dem dynamischen E-Modul vor der Befros-
tung (dyn. E0) herangezogen. Durch die Betrachtung der Einzelergebnisse der jeweili-
gen Balkenserien konnte der Einfluss einer aus dem Herstellungsprozess und der
Vorschädigung resultierenden Streuung der Prüfergebnisse eliminiert werden.
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Die übrigen sechs aus Delft angelieferten Balken (3 x vorbelastet, 3 x unbelastet) wur-
den zunächst in Würfel zersägt und diese mit einer Eintauchtiefe von 2 bis 3 mm auf
Dreikantleisten in eine 3%ige NaCl-Lösung eingestellt. Die Seitenflächen der Würfel
wurden mit Epoxidharz versiegelt (vgl. Abbildung 3-45).
Abb. 3-44: Balken (1000/125/125 mm) in den Prüfbehältern vor der Befrostung
(links) und Prüfbehälter in der Klimatruhe (rechts)
Abb. 3-45: In Würfel zersägter Balken (unten) und in NaCl-Lösung eingestellte
Probe (oben), Prinzipskizze
Die mit NaCl beaufschlagten Würfel wurden für einen Zeitraum von bis zu 44 Monaten
vor Verdunstung geschützt in einem Klimaraum (20 °C, 65 % r. F.) eingelagert. Die
mechanisch unbelasteten Balkenenden wurden nicht untersucht. Nach der Entnahme
aus der Angriffslösung wurde eine Scheibe (Scheibendicke = 30 mm) parallel zur
beaufschlagten Fläche abgesägt, und der Chloridgehalt der Scheibe wurde mittels
potentiometrischer Titration bestimmt. Durch das Sägen vergleichsweise dicker Schei-
ben sollte berücksichtigt werden, dass die Vorbelastung gegebenenfalls eine Mikroriss-
bildung verursacht hatte, die ein lokal tieferes Eindringen der Chloridionen in das
Betoninnere ermöglicht. Die auf den Bindemittelgehalt BM (BM = Massensumme aus
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Zement und Mikrosilika) bezogene Chloridbelastung ergab sich jeweils aus der aufge-
nommenen Chloridmenge abzüglich des Chloriduntergrundwerts, also des Chloridge-
halts, der aus den Betonausgangsstoffen resultierte.
Außerdem stellte das IMB der TU Delft sechs durch 200 Frost-Tauwechsel vorbelastete
Balken (Serie C, l/b/h = 1000/125/125 mm) und sechs unbelastete Balken aus ultra-
hochfestem Beton (UHPC, Zusammensetzung siehe Anhang 2, Tabelle A2-1) zur Ver-
fügung. Die Balken dienten teilweise der Ermittlung der statischen Biegezugfestigkeit,
teilweise wurden sie einer Ermüdungsbeanspruchung unterzogen. Ziel war es, den Ein-
fluss einer Vorbelastung durch Befrostung auf das Ermüdungsverhalten von ultrahoch-
festem Beton zu untersuchen. Die Ergebnisse zu den an der TU Delft durchgeführten
Versuchen sind umfassend in [71] dargelegt und in der vorliegenden Arbeit nur zusam-
menfassend wiedergegeben.
3.5.4.2 Ergebnisse
Kombination von Ermüdungs- und Frostbeanspruchung
Der dynamische E-Modul in den jeweiligen Achsen vor Beginn der Befrostung
(dyn. E0) ist Anhang 3, Tabelle A3-4 zu entnehmen. Hierbei lag bei allen Balken der
dynamische E-Modul in den Achsen 1 und 2 leicht über dem E-Modul, der in den Ach-
sen 3 bis 5 ermittelt wurde. Dies ist wahrscheinlich auf die unterschiedliche Länge der
Durchschallungsachsen zurückzuführen (Achsen 1 und 2: 1000 mm, Achsen 3 bis 5:
125 mm, vgl. Abbildung A3-41, Anhang 3). Die Probenserien A und B (TU Delft) wie-
sen mit Werten zwischen 67.600 bis 78.100 N/mm² einen höheren E-Modul auf als die
am IMB hergestellten Balken der Serie C (62.100 bis 67.100 N/mm²). Der maßgebliche
Grund hierfür ist der Einsatz einer unterschiedlichen Gesteinsart als grobe Gesteinskör-
nung (TU Delft: Bauxit, IMB: Basalt). Ein signifikanter Unterschied zwischen dem
dynamischen E-Modul der Balken ohne Vorbelastung (Serie A) und dem E-Modul der
durch Ermüdung vorbelasteten Balken (Serie B) war nicht zu erkennen, was darauf hin-
deutet, dass der Schädigungsgrad – wenn überhaupt vorhanden – nur gering war.
In Tabelle 3-11 ist die Änderung des dynamischen E-Moduls infolge der Befrostung in
den Durchschallungsachsen 1 bis 5 anhand des Verhältnisses aus dynamischem
E-Modul nach n Frost-Tauwechseln (dyn. En) und dynamischem E-Modul vor der
Befrostung (dyn. E0) dargestellt. Bei einer Schädigung der Balken infolge der Frostbe-
aufschlagung fällt dieser Quotient dyn. En/dyn. E0 unter einen Wert von 1,00.
Wie aus Tabelle 3-11 hervorgeht, war für die am IMB hergestellten, nicht vorbelasteten
Proben (Serie C) selbst nach 195 Frost-Tauwechseln (FTW) noch keine signifikante
Abnahme des dynamischen E-Moduls und somit keine Schädigung infolge der Befros-
tung zu erkennen. Die Befrostung musste nach 195 FTW abgebrochen werden, damit
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die sich anschließenden Versuche zur Ermüdung in Delft noch innerhalb der Projekt-
laufzeit des niederländischen Projekts durchgeführt werden konnten.
Wie zu erwarten war, zeigten die Ermüdungsversuche an der TU Delft, dass sich die
Vorbelastung der Balken der Serie C nicht negativ auf deren Ermüdungsverhalten aus-
wirkte. Nähere Informationen zur Durchführung der Ermüdungsversuche sowie zu den
Versuchsergebnissen sind [71] zu entnehmen.
Die in Delft hergestellten Balken der Serie B, die im Vorfeld der Befrostung einer
Ermüdungsbeanspruchung ausgesetzt worden waren, zeigten ebenso wie die nicht vor-
belasteten Balken der Serie A selbst nach 413 FTW keine signifikante Abnahme des
dynamischen E-Moduls, vgl. Tabelle 3-11. Demnach war bei den vorbelasteten Balken
ebenfalls keine Zunahme des Schädigungsgrads infolge der Befrostung zu erkennen.
Der Mittelwert der Abwitterung sowohl der nicht vorbelasteten Serie A als auch der
vorbelasteten Serie B betrug nach 413 FTW 0,1 M.-%, das heißt die Abwitterung war
vernachlässigbar. Lediglich im Bereich von oberflächennahen Stahlfasern oder Ecken
und Kanten zeigten sich Abwitterungserscheinungen. In der unmittelbaren Umgebung
Tab. 3-11: Änderung des dynamischen E-Moduls infolge der Befrostung in den
Durchschallungsachsen 1 bis 5, vgl. Abbildung A3-41
Balken
dynamischer E-Modul nach n FTW1)
dyn. En/dyn. E0 [-] in den Achsen 1 bis 5
n = 195 FTW n = 413 FTW






















































































Oberlast 32,2 kN (50 % der Bruchlast); Unterlast 6,4 kN (10 % der Bruchlast)
3) Balken nach abgeschlossener Befrostung in Delft hinsichtlich Ermüdung geprüft
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von oberflächennahen Stahlfasern war eine Rostbildung erkennbar. Abbildung 3-46
zeigt exemplarisch den Balken A.1 nach Versuchsende.
Abb. 3-46: Balken A.1 nach 413 Frost-Tauwechseln mit Detail (abgewitterte Ecke)
Wie bereits von Fehling et al. [30] beobachtet, kam es somit auch im aufgezeigten Ver-
suchsprogramm zu einer Korrosion oberflächennaher Stahlfasern, die allerdings nicht
zu einer verstärkten Abwitterung führte.
Der bereits in Kapitel 2.2.1.3 beschriebene sehr hohe Frostwiderstand des ultrahochfes-
ten Betons wird durch die vorliegenden Versuchsergebnisse bestätigt. Die im Vorfeld
der Frostbelastung aufgebrachte Ermüdungsbelastung führte nicht zu einer Reduktion
dieses Frostwiderstands.
Kombination von Ermüdungs- und Chloridbeanspruchung
Neben den Untersuchungen zur Kopplung von Ermüdung und Frost wurde auch die
Kopplung von Ermüdung und Chlorideindringung untersucht. Als Referenz wurde
zunächst die Entwicklung des Gesamtchloridgehalts Cl [M.-% v. BM] nicht vorbelaste-
ter Balken in Abhängigkeit von der Expositionsdauer t [a] erfasst. Wie zuvor beschrie-
ben erfolgte die Bestimmung des Chloridgehalts an Scheiben (Scheiben-
dicke = 30 mm), die der angegriffenen Randzone des Betons entnommen wurden. Hier-
bei ergab sich für die Messwerte eine Abhängigkeit nach Abbildung 3-47.
Jeder der Datenpunkte in Abbildung 3-47 stellt dabei den Mittelwert aus mindestens
drei Einzelexperimenten dar. Die vergleichsweise niedrigen Gesamtchloridgehalte des
Betons sind darauf zurückzuführen, dass der Chloridgehalt als integraler Wert an Schei-
ben von 30 mm Dicke bestimmt wurde, und nicht wie im Versuchsprogramm zur Chlo-
rideindringung an sehr geringen Schichtdicken. Außerdem diente hier die geschalte
Würfeloberfläche als Angriffsfläche und nicht die Sägefläche, was einen höheren Ein-
dringwiderstand nach sich zieht.
Experimentelle Untersuchungen
129
Abb. 3-47: Experimentell ermittelter Gesamtchloridgehalt Cl des nicht vorbelasteten
Betons in Abhängigkeit von der Expositionsdauer t mit Regressionskurve
(t0 = 1 a, Standardschätzfehler der Regression sy,x = 0,005 M.-% v. BM)
Die Untersuchung der durch Ermüdung vorbelasteten Balken erfolgte wie zuvor
geschildert an Würfeln, die aus den Balken herauspräpariert wurden. Abbildung 3-48
zeigt die Chloridbelastung der jeweiligen NaCl-beaufschlagten Würfel für eine Exposi-
tionsdauer von 12 und 26 Monaten. Somit ergab sich die Chloridverteilung über die
Balkenlänge.
Vergleicht man die Chloridverteilung mit der Belastung aus der Ermüdungsbeanspru-
chung (Momentenverlauf siehe Abbildung 3-48), so lässt sich erkennen, dass im
Bereich der maximalen Beanspruchung eine leicht erhöhte Chloridkonzentration fest-
zustellen war. Dies ließ darauf schließen, dass die Ermüdungsbeanspruchung hier tat-
sächlich zu einer Mikrorissbildung und demnach zu einer verstärkten Aufnahme der
NaCl-Lösung geführt hat.
Zur Überprüfung dieser Vermutung wurden Dünnschliffe (Schliffdicke 30 µm) aus dem
in Abbildung 3-48 gekennzeichneten Bereich der Balken präpariert und nach einer
Druckimprägnierung mit Kunstharz unter Anwendung der Durchlichtmikroskopie
untersucht (zur Methode siehe Kapitel 3.3.3). Tatsächlich zeigten die untersuchten
Dünnschliffe Mikrorisse mit Rissbreiten von bis zu ca. 10 µm (siehe Abbildung 3-49),
die das Eindringen der NaCl-Lösung vermutlich begünstigten und zu einem erhöhten








































Abb. 3-48: Chloridverteilung in der Randzone der durch Ermüdung vorbelasteten
Balken (2.000.000 Lastzyklen, Ober- und Unterlast siehe Abbildung)
nach 12- bzw. 26-monatiger NaCl-Beaufschlagung
Generell war der Chloridgehalt aller untersuchten Balken jedoch so gering, dass maxi-
mal eine leichte Eisenoxidbildung an der beaufschlagten Balkenoberfläche zu beobach-
ten war, siehe auch Abbildung 3-50. Im Betoninnern war keine Faserkorrosion
erkennbar.
Abb. 3-49: Mikrorisse in der Randzone der durch Ermüdung vorbelasteten Balken
nach 26-monatiger NaCl-Beaufschlagung (Durchlichtmikroskopie)
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Abb. 3-50: Ausschnitt des durch Ermüdung vorbelasteten Balkens nach 26-mona-
tiger Chloridbeaufschlagung (exemplarisch)
3.5.4.3 Fazit
Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit untersuchten Balken aus ultrahochfestem
Beton zeigten – trotz einer Vorbelastung durch Ermüdung (2.000.000 Lastwechsel,
Oberlast: 50 % bzw. 60 % der Bruchlast, Unterlast: 10 % bzw. 12 % der Bruchlast) –
keine Abnahme des Frostwiderstands. Umgekehrt war infolge einer Vorbelastung der
Balken durch 195 Frost-Tauwechsel in Anlehnung an das Würfelprüfverfahren kein
Einfluss auf das Ermüdungsverhalten erkennbar.
Der Widerstand gegenüber einer Chlorideindringung wurde infolge der Vorbelastung
hingegen geringfügig reduziert. Dies konnte auf die Entstehung von Mikrorissen als
Folge der Ermüdungsbeanspruchung zurückgeführt werden. Allerdings war die Chlo-
rideindringung dennoch so gering, dass zwar auf der Betonoberfläche eine aus der Kor-
rosion der Stahlfaserbewehrung resultierende Eisenoxidbildung erkennbar war, im
Betoninnern allerdings keine Stahlfaserkorrosion nachgewiesen werden konnte. 
Keine der untersuchten Beanspruchungskombinationen 
 führte somit zu einer Beeinträchtigung der Tragfä-
higkeit der untersuchten Probekörper. Zu beachten ist hierbei jedoch, dass der Vorschä-






Ein Nachteil des Versuchsaufbaus lag zwangsläufig in der zeitlichen und örtlichen Ent-
kopplung der untersuchten Lastfälle. Eine Kopplung konnte im beschriebenen Ver-
suchsprogramm nicht realisiert werden. Zukünftige Versuchsprogramme sollten jedoch
eine unmittelbare Überlagerung der Beanspruchungen berücksichtigen, um praxisnä-
here Verhältnisse abzubilden. Insbesondere ist bei simultan einwirkender Ermüdung
und Lösungsbeaufschlagung ein stärkeres Eindringen der Lösung zu erwarten, da wäh-
rend der Ermüdungsbeanspruchung größere Rissbreiten auftreten können, als es nach
der Entlastung der Fall ist.
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3.6 Maßgebende Ergebnisse der experimentellen 
Untersuchungen
Die Schlussfolgerungen aus den Untersuchungen zur Gefügestruktur, zu den Transport-
kenngrößen und zur Dauerhaftigkeit wurden in den vorangegangenen Kapiteln jeweils
ausführlich dargelegt. Nachfolgend sind die wichtigsten Erkenntnisse noch eimal
zusammengefasst.
Durch das vorgestellte Untersuchungsprogramm konnte die bisher gängige Annahme
widerlegt werden, dass die Kontaktzone zwischen Zementstein und Stahlfaserbeweh-
rung für ultrahochfeste Betone vernachlässigbar ist. Lediglich in den bei 90 °C ther-
misch behandelten ultrahochfesten Betonen wies die Kontaktzone keine erhöhte
Porosität auf.
Die erhöhte Kontaktzonenporosität führte dazu, dass beim korrosiven Angriff (Karbo-
natisierung, Chlorideindringung, Angriff mineralsaurer Wässer) durchgängig ein
schnelleres Fortschreiten der Korrosionsfront entlang der Stahlfasern feststellbar war.
Jedoch nur im Falle der Karbonatisierung und der Chlorideindringung bedeutete dies
eine Minderung des Korrosionswiderstands der faserbewehrten Betone. Vielmehr war
zu beobachten, dass die Stahlfaserbewehrung beim Angriff mineralsaurer Wässer zu
einer Steigerung des Korrosionswiderstands führen kann, indem sich die Korrosions-
produkte der Stahlfasern im ausgelaugten Randbereich des Betons sowie auf der
Angriffsfläche ablagerten und somit eine Verdichtung dieser geschwächten Randzone
bewirkten.
Zudem zeigte sich der signifikante Einfluss von Mikrorissen, die das dichte Gefüge
des ultrahochfesten Betons empfindlich schwächen. Insbesondere die ultrahochfesten
Betone ohne Stahlfaserbewehrung sowie die thermisch behandelten Betone zeigten
eine Neigung zur Mikrorissbildung infolge des autogenen Schwindens (Rissbreiten 0,5
bis 2,0 µm) bzw. infolge des entstehenden Temperaturgradienten (Rissbreiten 30 bis
100 µm). Die Mikrorisse zogen einen erheblichen Rückgang des Eindringwiderstands
der Betone gegenüber den Angriffsmedien nach sich. Dies machte sich insbesondere
bei den Versuchen zum Angriff mineralsaurer Wässer bemerkbar.
Aufgrund dieser Erkenntnisse muss dem Einfluss der Stahlfaserbewehrung sowie der
Schwächung durch Mikrorisse eine maßgebende Bedeutung bei der Quantifizierung
des Korrosionswiderstands ultrahochfester Betone zukommen (siehe hierzu Kapitel 4).
Die Untersuchungen zur Karbonatisierung haben die Ergebnisse der Literatursichtung
bestätigt, wonach ultrahochfeste Betone einen sehr hohen Widerstand gegenüber der
Eindringung von Kohlenstoffdioxid zeigen. Selbst nach dreijähriger Lagerung ließ sich
im durchgeführten Veruchsprogramm nur eine sehr geringe Korrosionstiefe von maxi-
mal 150 µm nachweisen. Einbußen der Tragfähigkeit sind demnach auch bei Nutzungs-
dauern von bis zu 100 Jahren nicht zu erwarten. Allerdings war im Bereich randnaher
Stahlfasern aufgrund der zuvor erwähnten erhöhten Kontaktzonenporosität ein lokal
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tieferes Eindringen der Karbonatisierungsfront erkennbar, so dass eine optische Beein-
trächtigung des Bauwerks nicht auszuschließen ist.
Wie die Versuche zur Chlorideindringung zeigten, konnte der charakteristische Ver-
lauf der Chloridprofile – also der Anstieg des Gesamtchloridgehalts auf ein Maximum
und der anschließende Abfall – auf die randnahe Calciumauslaugung des Betons
zurückgeführt werden. Zur Prognose des Profilverlaufs im Bereich bis zum maximalen
Gesamtchloridgehalt wurde eine Regressionsgleichung abgeleitet. Die Prognose des
Profilverlaufs für den sich anschließenden Bereich kann mit hinreichender Genauigkeit
unter Zugrundelegung des Zweiten Fick´schen Gesetzes erfolgen. Es konnte gezeigt
werden, dass neuere, meist sehr komplexe Modelle zur Chlorideindringung nicht zu
einer signifikanten Verbesserung der Prognosegüte führen (siehe hierzu Kapitel 2).
Auf Grundlage der experimentell ermittelten Chloridprofile wurde ein Zusammenhang
für die zeitliche Entwicklung des Chloriddiffusionskoeffizienten hergeleitet, der das
Erreichen eines Endwerts für den Diffusionskoeffizienten einbezieht. Dieser Zusam-
menhang gilt sowohl für Diffusionskoeffizienten aus Echtzeitversuchen als auch für
diejenigen, die in beschleunigten Versuchen ermittelt wurden.
Die Gegenüberstellung der Versuchsergebnisse zur Chlorideindringung mit der natio-
nalen Normung (DIN EN 206-1 [N11], DIN 1045-2 [N1], DIN EN 1992-1-1 [N14])
zeigte eine deutliche Unterschätzung des Korrosionswiderstands von ultrahochfestem
Beton bei unveränderter Anwendung der Norm, die allerdings nur für Betone mit einer
maximalen Festigkeitsklasse von C100/115 gültig ist. Unter Einbezug des tatsächlichen
Betonwiderstands ist eine Reduktion der erforderlichen Betondeckung um mindestens
25 % möglich. Bei einer Ausweitung der Gültigkeit der Normung auf ultrahochfeste
Betone sollte dies berücksichtigt werden.
Die Untersuchungen zum Angriff mineralsaurer Wässer dienten hauptsächlich der
Prognose des Korrosionsfortschritts. Hierbei zeigte sich, dass der Korrosionswider-
stand ultrahochfester Betone (gemessen an der prognostizierten Korrosionstiefe für
eine Expositionsdauer von 100 Jahren) nur etwa doppelt so hoch war, wie der Wider-
stand konventioneller normalfester Betone. Das ledigliche Absenken des Wasserze-
mentwerts zieht demnach nur eine vergleichsweise geringe Erhöhung des
Korrosionswiderstands nach sich. Geeignetere Maßnahmen zur Steigerung der chemi-
schen Beständigkeit von Betonbauteilen sind u. a. die Minimierung des Bindemittelge-
halts und die Maximierung der chemischen Beständigkeit des Bindemittels.
Die Korrosion der Stahlfasern infolge des chemischen Angriffs erfolgte durchgängig
„von innen nach außen“, d. h. die Fasern wurden regelrecht ausgehöhlt. Dieses unge-
wöhnliche Korrosionsverhalten war auf die Verwendung des Ziehmittels Messingvitriol
bei der Faserherstellung zurückzuführen, das sich auf der Mantelfläche der Fasern
abgelagert hatte. Der innen liegende Stahl auf der Schnittfläche der Fasern fungiert als
Opferanode für das außen liegende edlere Messing und beschleunigt so die Faserkorro-
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sion. Dieser Zusammenhang sollte bereits bei der Faserherstellung berücksichtigt wer-
den, um ein vorzeitiges Faserversagen beim korrosiven Betonangriff zu vermeiden.
In Kooperation mit der TU Delft wurden Untersuchungen zu einer kombinierten
Beanspruchung   durchge-
führt. Wie sich zeigte, führte auch die Kombination dieser beiden Beanspruchungsarten
nicht zu einer Beeinträchtigung der Tragfähigkeit der untersuchten Probekörper. Da die
Versuche zeitlich und örtlich entkoppelt stattfinden mussten, ist die Übertragung auf
Praxisverhältnisse allerdings nur bedingt möglich.
(Frost Ermüdung,↔ Ermüdung Chlorideindringung)→
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Kapitel 4
Rechnerische Abschätzung des 
Korrosionswiderstands von Betonen
4.1 Ziel und Vorgehen
Innerhalb der vorliegenden Dissertation wurde zunächst weitreichend Literatur gesich-
tet und die Grundlagen herausgearbeitet, die im Zusammenhang mit dem Korrosions-
widerstand vor allem ultrahochfester Betone stehen (Kapitel 2). Zudem wurde eine
Vielzahl experimenteller Untersuchungen an normalfesten, hochfesten und insbeson-
dere ultrahochfesten Betonen durchgeführt (Kapitel 3). Diese dienten der Beschreibung
der Gefügebeschaffenheit (z. B. Porosität), der Bestimmung von Transportkenngrößen
(z. B. Permeabilität) und der Charakterisierung der Dauerhaftigkeit (z. B. beim chemi-
schen Angriff durch mineralsaure Wässer).
Aus den in Kapitel 2 erarbeiteten Grundlagen sowie auf Basis der in Kapitel 3 generier-
ten Versuchsergebnisse konnten die nachfolgend aufgeführten Einflussparameter iden-
tifiziert werden, die für den Widerstand von Beton gegenüber dem Eindringen von
Agenzien bzw. für den Korrosionswiderstand als maßgebend erachtet werden:
• die Kapillarporosität,
• die Konnektivität des Porensystems,
• die Tortuosität des Betons,
• die Gelporosität,
• der maximal erreichbare Hydratationsgrad,
• der Zementsteingehalt,
• die chemische Beständigkeit des Bindemittels,
• Mikrorisse und
• die Stahlfaserbewehrung.
Ziel war nun die Entwicklung eines Modells zur rechnerischen Abschätzung des Korro-
sionswiderstands, in das nach Möglichkeit alle zuvor genannten Einflussparameter ein-
fließen sollten. Das zu entwickelnde Modell sollte physikalisch begründbar sein und




Im Folgenden wird ein mögliches Vorgehen zur Quantifizierung des Korrosionswider-
stands von Beton anhand eines Modells exemplarisch für den chemischen Angriff der
im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Betone (NPC-2, HPC-2, UHPC, UHPC90 °C und
UHPCo. F.) aufgezeigt.
In einem ersten Schritt erfolgt die Quantifizierung der oben genannten und in das
Modell eingehenden Einflussparameter (Kapitel 4.2). Es werden Diagramme zur Verfü-
gung gestellt, die zu einer näherungsweisen Abschätzung dieser Einflussparameter in
Abhängigkeit der Betondruckfestigkeit fcm,cube,28 herangezogen werden können. Die-
ses Vorgehen soll dem Praktiker, der in der Regel nur beschränkt Zugriff auf zeit- und
kostenintensive Untersuchungsmethoden hat, die Anwendung des Modells ermögli-
chen. Angemerkt sei in diesem Zusammenhang jedoch, dass Betone gleicher Festigkeit
unterschiedliche Matrixmerkmale aufweisen können, so dass die Betonfestigkeit über
Schwächen der Betonstruktur hinwegtäuschen kann. Die Ableitung der Einflusspara-
meter aus den beschriebenen physikalischen Untersuchungen ist der Anwendung der
Diagramme daher vorzuziehen.
Im Anschluss an die Quantifizierung der Einflussparameter wird das Modell zur rech-
nerischen Abschätzung des Korrosionswiderstands ωkorr, chem unter Einbezug eines
hierzu definierten Gefügewiderstands ωGefüge und verschiedener Einflussfaktoren ε
hergeleitet (Kapitel 4.3.1). Hierauf folgt eine Grenzwertbetrachtung (Kapitel 4.3.2) und
die Verifikation des Modells (Kapitel 4.3.3). Abschließend wird auf die Gültigkeit des
Modells eingegangen (Kapitel 4.3.4). Zur Veranschaulichung der Handhabung des
Modells in der Praxis ist außerdem in Anhang 4, Kapitel A4.4 ein Beispiel gegeben.
Obwohl die Forderung nach einer hohen Praxistauglichkeit des Modells mit erhebli-
chen Vereinfachungen einhergeht, gelingt durch das aufgezeigte Vorgehen eine Quanti-
fizierung des Korrosionswiderstands von Beton und damit eine vergleichende
Bewertung des Ausmaßes einzelner Einflüsse. Eine derartige Quantifizierung des Kor-
rosionswiderstands kann Eingang in Lebenszyklusbetrachtungen eines Bauteils oder
Bauwerks finden und somit einen Beitrag zur Erhöhung der Wirtschaftlichkeit leisten.
4.2 Quantifizierung der maßgebenden Einflussparameter
4.2.1 Kapillarporosität
Das Eindringen von Flüssigkeiten oder Gasen in das intakte Betongefüge erfolgt über
den Kapillarporenraum. Demnach steigt der Korrosionswiderstand eines Betons mit
abnehmendem Kapillarporengehalt Vkap an.
Innerhalb der vorliegenden Arbeit wurde der Porenraum der untersuchten Betone
hauptsächlich unter Anwendung der Methode der Quecksilberdruckporosimetrie cha-
Rechnerische Abschätzung des Korrosionswiderstands von Betonen
139
rakterisiert. Dies lieferte umfassende Ergebnisse zur vorhandenen Porosität und hierbei
insbesondere zur Kapillarporosität (vgl. Kapitel 3.3.4). Da die Untersuchungen an
Kleinbohrkernen (d/h = 15/20 mm) durchgeführt wurden, die aus den Betonen entnom-
men worden waren, schließen die Ergebnisse auch die Porosität der im Beton auftreten-
den Kontaktzonen zwischen Zementstein und Gesteinskörnung bzw. Stahlfaser-
bewehrung mit ein. Die separate Erfassung des Einflusses der Kontaktzonen auf den
Korrosionswiderstand war somit nicht erforderlich.
Abb. 4-1: Diagramm zur Abschätzung des Kapillarporengehalts Vkap in
Abhängigkeit von der Druckfestigkeit fcm,cube,28 (Regression: Standard-
schätzfehler sy,x = 1,18 Vol.-% v. ZS, fcm,cube,28 [N/mm²])
Tab. 4-1: Kenngrößen zur Ermittlung des Kapillarporengehalts Vkap 





[dm³/dm³ Beton] [Vol.-% v. ZS] [dm³/dm³ Beton]
NPC-2 0,33 8,3 0,027
HPC-2 0,33 4,9 0,016
UHPC 0,41 1,0 0,004
UHPC90 °C 0,41 0,8 0,003
UHPCo. F. 0,42 1,2 0,005
1) VZS VBL, vgl. Tabellen A2-1 und A2-2, Anhang 2
2) vgl. Abbildungen 3-14 und Anhang 3, Abbildung A3-5
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= [V.-% v. ZS]
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Aus Tabelle 4-1 ist der anhand der Ergebnisse der Quecksilberdruckporosimetrie expe-
rimentell ermittelte Kapillarporengehalt Vkap1 [dm³/dm³ Beton] der betrachteten
Betone zu entnehmen. Der Kennwert Vkap [dm³/dm³ Beton] geht in die Quantifizierung
des Korrosionswiderstands ein (siehe hierzu Kapitel 4.3)
Sofern dem Anwender keine experimentell ermittelten Kennwerte vorliegen, kann Vkap
[Vol.-% v. ZS] unter Zugrundelegung der im Rahmen der vorliegenden Arbeit ermittel-
ten Kennwerte (vgl. Kapitel 3.3.4) in Abhängigkeit von der Druckfestigkeit fcm, cube, 28
des Betons aus Abbildung 4-1 abgeschätzt werden. Hierzu sei angemerkt, dass bei einer
Abweichung der Bindemittelzusammensetzung von den hier untersuchten Betonen
(CEM I + Mikrosilika) eine experimentelle Bestimmung von VKap vorzuziehen ist.
4.2.2 Konnektivität des Porensystems
Nach Modelluntersuchungen von Bentz und Garboczi [10] liegt im Beton nur dann ein
vernetztes Kapillarporensystem vor, wenn der Kapillarporenanteil bei mehr als
18 Vol.-% des Zementsteins liegt (siehe hierzu auch Kapitel 2.1.4). Ab diesem Wert ist
die Durchströmung des Zementsteins theoretisch möglich.
Die Untersuchungen zum Widerstand der Betone gegenüber Transportprozessen (Was-
seraufnahme, Permeabilität) im Rahmen der vorliegenden Arbeit haben jedoch gezeigt,
dass auch im normalfesten Beton NPC mit einem Kapillarporenvolumen von weniger
als 10 Vol.-% des Zementsteins ein deutlicher Gas- bzw. Flüssigkeitstransport stattfin-
det, siehe hierzu Kapitel 3.4. Von einer Unterbindung des Transportvorgangs infolge
mangelnder Vernetzung kann also nicht ausgegangen werden.
Zur Quantifizierung des Korrosionswiderstands der untersuchten Betone wird daher
nachfolgend die relative Konnektivität κrel eingeführt, siehe Gleichung (4-1). Sie
beschreibt das Verhältnis zwischen dem ermittelten spezifischen Permeabilitätskoeffi-
zienten Kstat (vgl. Kapitel 3.4.1) des jeweils betrachteten Betons und demjenigen des
normalfesten Betons NPC-2. Letzterer wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit
untersucht und wird hier zur Normierung herangezogen.
 (4-1)
mit κrel relative Konnektivität [-]
Kstat, Beton spezifischer Permeabilitätskoeffizient des betrachte-
ten Betons [m²]
Kstat, NPC-2 spezifischer Permeabilitätskoeffizient des Betons
NPC-2 [m²] (Kstat, NPC-2 = 
1. Vkap = Mikrokapillarporosität (50-2.000 nm) + Kapillarporosität (2.000-40.000 nm)
κrel Kstat, BetonKstat, NPC-2-----------------------=
114,36 10 18–  m2 )⋅
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Der experimentell ermittelte spezifische Permeabilitätskoeffizient der untersuchten
Betone Kstat und die resultierende relative Konnektivität κrel ist Tabelle 4-2 zu entneh-
men. Bei der Quantifizierung des Korrosionswiderstands findet die relative Konnekti-
vität κrel [-] Eingang.
Ist dem Anwender die Durchführung experimenteller Untersuchungen zur Ermittlung
des spezifischen Permeabilitätskoeffizienten nicht möglich, so kann der Kennwert
Kstat, Beton auf Basis der Versuchsergebnisse der vorliegenden Arbeit nach Abbildung
4-2 abgeschätzt werden. Es ist wiederum anzumerken, dass bei einer Abweichung der
Bindemittelzusammensetzung von den hier untersuchten Betonen (CEM I + Mikrosi-
lika) die experimentelle Bestimmung von Kstat, Beton empfohlen wird.
Abb. 4-2: Diagramm zur Abschätzung des spezifischen Permeabilitätskoeffizienten
Kstat, Beton in Abhängigkeit von der Druckfestigkeit fcm,cube,28 (Regres-
sion: Standardschätzfehler sy,x = , fcm,cube,28 [N/mm2])
Im Vergleich zur Abschätzung von Kstat, Beton unter Zuhilfenahme weiterer, gängiger
Prognosemodelle – z. B. nach Model Code 2010 [N27] – zeigt sich, dass die Prognose
nach Abbildung 4-2 eine hohe Genauigkeit des geschätzten Kennwerts bietet, während
der Model Code 2010 [N27] zu einer teilweise erheblichen Unterschätzung der Perme-
abilität führen kann (vgl. Tabelle 4-2).
Vergleicht man die Messergebnisse zum spezifischen Permeabilitätskoeffizienten, die
im Rahmen anderer Forschungsarbeiten (z. B. [50]) erzielt wurden, mit den nach den
beiden Ansätzen prognostizierten Werten, so zeigt sich ebenfalls eine deutliche Unter-
schätzung der Permeabilität durch den Model Code 2010 [N27]. Die Prognose unter
Zuhilfenahme von Abbildung 4-2 führt auch hier zu genaueren Prognosewerten, siehe
Tabelle 4-3 (exemplarisch).































Tab. 4-2: Spezifischer Permeabilitätskoeffizient Kstat und relative Konnektivität
κrel der untersuchten Betone
Kennwert/
Beton




[N/mm²] [10-18 m²] [10-18 m²] [10-18 m²] [-]
NPC-2 44,4 114,36 115,09 51,46 1,000
HPC-2 103,0 22,75 15,80 1,78 0,199
UHPC 189,6 4,70 3,74 0,15 0,041
UHPC90 °C 251,1 2,49 1,93 0,05 0,022
UHPCo. F. 164,4 2,57 5,24 0,27 0,022
1) experimentell ermittelt, vgl. Tabellen 3-3 und 3-4 bzw. A3-3
2) prognostiziert anhand von Abbildung 4-2
3) prognostiziert nach Model Code 2010 [N27]: 




fcm,cube,281) Kstat, Beton1) Kstat, prog2) Kstat, MC3)
[N/mm²] [10-18 m²] [10-18 m²] [10-18 m²]
Beton 32 62,5 80 51,35 13,11
Beton 11 112,5 40 12,83 1,25
1) experimentell ermittelt, siehe hierzu [50]
2) prognostiziert anhand von Abbildung 4-2





--------------------------------  [10 18– m2 ]=
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4.2.3 Tortuosität des Betons
Mit zunehmender Tortuosität eines Betons nimmt dessen Widerstand gegenüber der
Weiterleitung von Agenzien deutlich zu (siehe hierzu Kapitel 2.1.4).
Die Tortuosität eines Zementsteins kann anhand von dessen Kapillarporosität Vkap
abgeschätzt werden (vgl. Abbildung 2-7). Im Beton wird die Tortuosität zusätzlich vom
Gehalt und von der Korngrößenverteilung der groben Gesteinskörnung beeinflusst.
Innerhalb der vorliegenden Arbeit wurde auf Basis theoretischer Überlegungen ein Dia-
gramm zur Abschätzung der Tortuosität von Beton τBeton aus der Tortuosität des
Zementsteins τZS in Abhängigkeit vom Volumenanteil der Gesteinskörnung VGK her-
geleitet (siehe Kapitel 2, Abbildung 2-9). Unter Anwendung dieses Diagramms kann
die Tortuosität τBeton für die untersuchten Betone bestimmt werden. Die hierbei rele-
vanten Kennwerte sind Tabelle 4-4 zu entnehmen.
Auch die Tortuosität τBeton [-] geht in die Quantifizierung des Korrosionswiderstands
ein.
4.2.4 Gelporosität
Tritt Wasser über die Kapillarporen in den Beton ein, erfolgt eine Umverteilung des
Wassers in den Gelporenraum, wodurch es zu einer Abdichtung des Porenraums
infolge von Quellvorgängen kommt (vgl. Kapitel 2.2.1.2). Dieser Mechanismus ist
maßgeblich für die sogenannte Selbstabdichtung des Betons verantwortlich.
Ein geringer Kapillar- und hoher Gelporenanteil – wie er in den untersuchten ultrahoch-
festen Betonen vorlag (vgl. Kapitel 3.3.4) – bewirkt eine schnelle Umverteilung des
Tab. 4-4: Betonkennwerte zur Abschätzung der Tortuosität des Betons τBeton
Kennwert/
Beton
Vkap1) 2) VGK3) 4) τBeton
[Vol.-% v. ZS] [-] [Vol.-%] [-] [-]
NPC-2 8,3 1.689 66 2,5 4.223
HPC-2 4,9 16.842 66 2,5 42.105
UHPC 1,0 306.789 55 2,7 828.330
UHPC90 °C 0,8 306.789 55 2,7 828.330
UHPCo. F. 1,2 306.789 56 2,7 828.330
1) vgl. Abbildungen 3-14 und A3-5
2) vgl. Abbildung 2-7
(Prognose nach Bentz et al.; NPC-2: 0 % MS, HPC-2: 10 % MS, UHPC: 30 % MS)
3) vgl. Tabellen A2-1 und A2-2
4) vgl. Abbildung 2-9
τZS Vkap( ) τBeton VGK( )/τZS
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kapillar aufgenommenen Wassers in die Gelporen, somit ein schnelles Quellen der Gel-
partikel und letztlich eine ausgeprägte Selbstabdichtung des Betons.
Das Potenzial eines Betons zur Selbstabdichtung und damit auch der Korrosionswider-
stand nehmen demach zu, je höher der Anteil des Gelporenvolumens am Gesamtporen-
raum ist. 
Bei der Quantifizierung des Korrosionswiderstands ist die Berücksichtigung des Gelpo-
renraums daher unerlässlich. In Tabelle 4-5 ist der experimentell ermittelte Gelporen-
anteil am Gesamtporenraum vgel [-] der untersuchten Betone zusammengestellt.
Abb. 4-3: Diagramm zur Abschätzung des Anteils des Gelporenraums am Gesamt-
porenraum vgel in Abhängigkeit von der Druckfestigkeit fcm,cube,28 (Reg-
ression: Standardschätzfehler sy,x = 0,04, fcm,cube,28 [N/mm²])
Besteht für den Anwender keine Möglichkeit, die Untersuchung des Porenraums mit-
hilfe der Quecksilberdruckporosimetrie durchzuführen, so kann auch hier eine
Abschätzung des Kennwerts vgel auf Grundlage der im Rahmen der vorliegenden










1) vgl. Abbildungen A3-6 und A3-7













gel cm,cube, 28v 0,29 (f )= ⋅
*)
*) Mindestdruckfestigkeitsklasse C25/30
für die Expositionsklasse XA1
[-]
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Arbeit ermittelten Datenbasis erfolgen, siehe hierzu Abbildung 4-3. Auch an dieser
Stelle sei darauf hingewiesen, dass bei einer Abweichung der Bindemittelzusammen-
setzung von den hier untersuchten Betonen (CEM I + Mikrosilika) die experimentelle
Bestimmung von vgel erfolgen sollte.
4.2.5 Maximal erreichbarer Hydratationsgrad
Der maximal erreichbare Hydratationsgrad αmax eines Betons ist vor allem
abhängig vom vorliegenden Wasserzementwert. Er ist ein Maß für den Anteil an nicht
hydratisiertem Zementklinker, der im Beton vorliegt (vgl. Kapitel 2.1.2). 
Tritt Wasser in den erhärteten Beton ein, so ist der unreagierte Zementklinker in der
Lage, nachträglich zu hydratisieren und trägt somit – ebenso wie ein hoher Gelporenan-
teil – zu einer Abdichtung des Betons bei (vgl. Kapitel 2.2.1.2). Je geringer der ohne
Feuchtezufuhr von außen maximal erreichbare Hydratationsgrad ist, umso größer ist
das Potenzial zur Selbstabdichtung.
Der für die untersuchten Betone jeweils maximal erreichbare Hydratationsgrad αmax [-]
ist Tabelle 4-6 zu entnehmen. Die Ermittlung von αmax kann rechnerisch nach den Emp-
fehlungen von Mills [81] (Gleichung (2-3), Kapitel 2.1.2) erfolgen.
4.2.6 Zementsteingehalt
Verglichen mit der Gesteinskörnung stellt das Zementsteinvolumen VZS – zumindest
bei Verwendung einer dichten Gesteinskörnung mit hoher Beständigkeit gegenüber
korrosivem Angriff – den schwächeren Bestandteil des Betons dar. Insbesondere bei
chemischem Angriff steigt daher die Beständigkeit des Betons mit abnehmendem
Zementsteingehalt (vgl. Kapitel 2.2.4).









UHPC90 °C 0,27 0,60
UHPCo. F. 0,27 0,60
1) vgl. Tabellen A2-1 und A2-2
2) ermittelt nach Mills [81], Gleichung (2-3)
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Der Zementsteingehalt VZS [dm³/dm³ Beton] der untersuchten Betone wird bei der
Quantifizierung des Korrosionswiderstands daher ebenfalls berücksichtigt. Er ergibt
sich aus der Zusammensetzung des Betons und kann Tabelle 4-1 entnommen werden.
Näherungsweise wird angenommen, dass der Zementsteingehalt dem Bindemittelleim-
gehalt entspricht (VZS VBL).
4.2.7 Bindemittel
Die Beständigkeit des Zements beim chemischen Angriff wird nach Herold [55] durch
den K-Wert quantifiziert, der durch Gleichung (2-38) beschrieben wird, und der in
Kapitel 2.2.4 erläutert ist. Eine Deckschichtbildung erfolgt hauptsächlich durch die
Ablagerung der ausgelaugten Elemente Silizium, Aluminium und Eisen auf der ange-
griffenen Betonoberfläche, während Calcium und Magnesium vorwiegend in Lösung
gehen.
Der Zusatz puzzolanischer Stoffe wie Mikrosilika oder Flugasche, die hochfesten und
ultrahochfesten Betonen in teilweise erheblichen Mengen zugegeben werden, erhöhen
den Gehalt an deckschichtbildenden bzw. ausgelaugten Bestandteilen im Bindemittel.
In Gleichung (2-38) sollte daher neben dem Elementoxidgehalten des Zements auch der
Gehalt an Elementoxiden berücksichtigt werden, die aus der Puzzolanzugabe resultie-
ren. Daher wird nachfolgend der erweiterte K-Wert Kerw nach Gleichung (4-2) defi-
niert:
 (4-2)




Al2O31) Fe2O31) SiO2, CEM1) SiO2, Puzz1)2) CaO1) MgO1) Kerw
[kg/m³] [kg/m³] [kg/m³] [kg/m³] [kg/m³] [kg/m³] [-]
NPC-2 21,12 12,56 82,00 0,00 248,00 10,36 0,45
HPC-2 16,78 6,25 106,60 46,06 312,13 4,79 0,55
UHPC
22,23 32,65 125,94 174,44 375,39 4,77
0,93UHPC90 °C
UHPCo. F. 22,81 33,49 129,19 178,36 385,07 4,90
1) siehe hierzu Tabellen A2-1, A2-2 und A2-4
2) SiO2-Gehalt des Mikrosilikas: 98 M.-% (Herstellerangabe)
  ≈
Kerw
SiO2, CEM + Puzz Al2O3, CEM + Puzz Fe2O3, CEM + Puzz+ +
CaOCEM + Puzz MgOCEM + Puzz+
-----------------------------------------------------------------------------------------------------------------------------=
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Die Ermittlung des erweiterten K-Werts Kerw für die untersuchten Betone kann anhand
von Tabelle 4-7 nachvollzogen werden. Als puzzolanischer Zusatzstoff wurde aus-
schließlich Mikrosilika verwendet, so dass lediglich ein veränderter SiO2-Gehalt des
Bindemittels zu berücksichtigen ist.
Anhand des erweiterten K-Werts wird ersichtlich, dass die Mikrosilikazugabe zu einer
deutlichen Erhöhung des SiO2-Gehalts und damit des K-Werts führt.
Die Beständigkeit eines Betons gegenüber dem chemischen Angriff nimmt mit zuneh-
mendem K-Wert Kerw sowie mit abnehmendem Bindemittelgehalt zu. Es ist daher sinn-
voll, einen Einflussfaktor εBM entsprechend Gleichung (4-3) zu definieren, in den
neben dem erweiterten K-Wert Kerw [-] auch das Bindemittelvolumen VBM [dm³/dm³
Beton] des Betons Eingang findet:
 (4-3)
Zur Erfassung des Einflusses des Bindemittels wird der Einflussfaktor εBM in die
Quantifizierung des Korrosionswiderstands einbezogen.
Die für die untersuchten Betone resultierenden Einflussfaktoren εBM, die sich aus der
chemischen Zusammensetzung des Bindemittels und der Betonzusammensetzung erge-
ben, sind Tabelle 4-8 zu entnehmen.
Tab. 4-8: Ermittlung des Einflussfaktors εBM der untersuchten Betone
Kennwert/
Beton
Kerw MBM1) VBM2) εBM
[-] [kg/dm³ Beton] [dm³/dm³ Beton] [-]
NPC-2 0,45 0,400 0,129 3,49




UHPC90 °C 0,760 0,256 3,63
UHPCo. F. 0,779 0,262 3,55
1) vgl. Tabellen A2-1 und A2-2, BM = Zement + Mikrosilika





4.2.8.1 Mikrorisse infolge der thermischen Nachbehandlung
Der Widerstand ultrahochfester Betone gegenüber dem Eindringen aggressiver Agen-
zien kann durch Mikrorisse signifikant herabgesetzt werden. Besonders wärmebehan-
delte und unbewehrte ultrahochfeste Betone neigen zur Mikrorissbildung (vgl. Kapitel
3.3.3).
Wie in Kapitel 3.5.2 dargelegt ist, werden für den stahlfaserbewehrten Beton UHPC
und für den stahlfaserbewehrten und wärmebehandelten Beton UHPC90 °C nach einer
Beaufschlagung mit mineralsauren Wässern (HCl, pH 3) für eine Expositionsdauer von
100 Jahren folgende Korrosionstiefen prognostiziert (vgl. Tabelle 3-9, Kapitel 3):
UHPC: xkorr, prog(t = 100 a) = 10,2 mm
UHPC90 °C: xkorr, prog(t = 100 a) = 12,2 mm
Der Vergleich der Korrosionstiefen zeigt, dass die Wärmebehandlung eine Zunahme
der Korrosionstiefe um ca. 20 % bewirkte, was auf Mikrorisse (Rissbreite 30 bis
100 µm, vgl. Kapitel 3.3.3) im thermisch behandelten UHPC90 °C zurückzuführen war. 
Der Korrosionswiderstand (gemessen an der Korrosionstiefe) des gerissenen, wärme-
behandelten Betons beträgt also nur ca. 80 % des Widerstands eines nicht thermisch
behandelten UHPC. Bei der Quantifizierung des Korrosionswiderstands kann dies
durch einen Einflussfaktor εRiss, WB zur Berücksichtigung des Einflusses der Mikro-
risse infolge der Wärmebehandlung Eingang finden (εRiss, WB = 0,80).
4.2.8.2 Mikrorisse infolge des autogenen Schwindens
Ausgehend von den Beobachtungen zur Rissbildung infolge der thermischen Behand-
lung des ultrahochfesten Betons werden folgende Schlussfolgerungen zum Einfluss der
Rissbildung infolge des autogenen Schwindens gezogen:
Die im Vergleich zur thermischen Nachbehandlung geringeren Rissbreiten (0,5 bis
2 µm, vgl. Kapitel 3.3.3) führen zu einer geringeren Abminderung des Eindringwider-
stands. Es wird daher angenommen, dass die Reduktion des Korrosionswiderstands
lediglich ca. 10 % beträgt (statt 20 % infolge thermischer Behandlung, vgl. Kapitel
4.2.8.1).
Diese Reduktion des Korrosionswiderstands durch Mikrorisse infolge des autogenen
Schwindens kann durch einen hierfür definierten Einflussfaktor εRiss, AS berücksich-
tigt werden (εRiss, AS = 0,90).
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Auch für den nicht näher mikroskopisch untersuchten hochfesten Beton HPC-2 wurde
– ausgehend von den Beobachtungen durch Guse und Hilsdorf [50] – angenommen,
dass das Gefüge des vergleichsweise wasserarmen Betons infolge des autogenen
Schwindens durch Mikrorisse geschwächt ist (εRiss, AS = 0,90). 
4.2.9 Stahlfaserbewehrung
In Kapitel 3.5.2 wurde aufgezeigt, dass die Korrosion der Stahlfasern beim chemischen
Angriff bis pH 3 zu einer Ablagerung der Rostphasen in der ausgelaugten Randschicht
und hierdurch zu einer Verdichtung dieses Randbereichs führt. Nach Tabelle 3-9
(Kapitel 3) ergeben sich für den stahlfaserbewehrten Beton UHPC und für den faserlo-
sen Beton UHPCo. F. nach dem chemischen Angriff durch HCl, pH 3 folgende Korro-
sionstiefen nach 100-jähriger Beaufschlagung:
UHPC: xkorr, prog(t = 100 a) = 10,2 mm
UHPCo. F.: xkorr, prog(t = 100 a) = 19,0 mm
Vergleicht man wiederum die prognostizierten Korrosionstiefen, so wird der um ca.
90 % höhere Widerstand (gemessen an der Korrosionstiefe) des faserbewehrten Betons
UHPC deutlich. Dies ist zum einen auf die Ablagerung der Korrosionsprodukte der
Stahlfasern zurückzuführen, was den Widerstand des Betons gegenüber der Auslau-
gung erhöht. Berücksichtigt man, dass diese Widerstandssteigerung durch eine Schwä-
chung des Gefüges des faserlosen Betons aufgrund von Mikrorissen infolge des
autogenen Schwindens überlagert wird (die mit etwa 10 % angesetzt wird, siehe Kapi-
tel 4.2.8.2), so resultiert hieraus eine Erhöhung des Korrosionswiderstands um insge-
samt ca. 100 % bei Einsatz einer Stahlfaserbewehrung im ungerissenen Beton.
Die Erhöhung des Korrosionswiderstands durch die Stahlfaserbewehrung kann bei der
Quantifizierung des Korrosionswiderstands folglich mit einem Einflussfaktor εFaser
(εFaser = 2,0) berücksichtigt werden.
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4.3 Modell zur rechnerischen Abschätzung des 
Korrosionswiderstands
4.3.1 Gefügewiderstand und Korrosionswiderstand gegenüber 
chemischem Angriff
Anhand der in Kapitel 4.2 dargelegten Einflussparameter lässt sich der Korrosionswi-
derstand ωkorr, chem bei chemischem Angriff definieren und abschätzen. Er ergibt sich
nach Gleichung (4-4) aus der Multiplikation eines hier ebenfalls definierten Gefügewi-
derstands ωGefüge mit den entsprechenden Einflussfaktoren aus Stahlfaserbewehrung
(εFaser) und Mikrorissen infolge der Wärmebehandlung (εRiss, WB) bzw. infolge des
autogenen Schwindens (εRiss, AS) sowie aus der Beständigkeit des Bindemittels (εBM):
 (4-4)
mit Korrosionswiderstand bei chemischem Angriff [-]
Gefügewiderstand [-]
Faktor zur Berücksichtigung der Beständigkeit des Bindemit-
tels [-], siehe Kapitel 4.2.7
Faktor zur Berücksichtigung des Einflusses der Stahlfaserbe-
wehrung [-], siehe Kapitel 4.2.9
Faktor zur Berücksichtigung des Einflusses von Mikrorissen
aus der Wärmebehandlung [-], siehe Kapitel 4.2.8
Faktor zur Berücksichtigung des Einflusses von Mikrorissen
aus dem autogenen Schwinden [-], siehe Kapitel 4.2.8
Der Gefügewiderstand ωGefüge ergibt sich in erster Näherung aus dem Reziprokwert
der Summe derjenigen Parameter, die sich schwächend auf das Gefüge auswirken,
siehe Gleichung (4-5):
 (4-5)
mit Kapillarporengehalt [dm³/dm³ Beton], siehe Kapitel 4.2.1
relative Konnektivität des Kapillarporensystems [-],
siehe Kapitel 4.2.2
Tortuosität des Betons [-], siehe Kapitel 4.2.3







ωGefüge Vkap κrel⋅ 1τBeton------------
αmax
vgel
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maximal erreichbarer Hydratationsgrad [-],
siehe Kapitel 4.2.5
Gelporenanteil am Gesamtporenraum [-], siehe Kapitel 4.2.4
Zementsteingehalt [dm³/dm³ Beton], siehe Kapitel 4.2.6
Der Gefügewiderstand ωGefüge nimmt demnach zu mit:
• abnehmendem Kapillarporengehalt Vkap und abnehmender relativer Konnek-
tivität κrel des Kapillarporensystems,
• zunehmender Tortuosität des Betons τBeton,
• abnehmendem maximal erreichbaren Hydratationsgrad αmax und
zunehmendem Gelporenanteil am Gesamtporenraum vgel, d. h. also mit
zunehmendem Selbstabdichtungspotenzial,
• abnehmendem Zementsteingehalt VZS.
Für die im Rahmen der vorliegenden Arbeit untersuchten Betone erfolgte die rechneri-
sche Abschätzung des Gefügewiderstands ωGefüge und des Korrosionswiderstands
ωkorr, chem auf Grundlage der in Kapitel 4.2 hergeleiteten Zusammenhänge. Der jeweils
resultierende Gefügewiderstand ωGefüge ist in Tabelle 4-9, der Korrosionswiderstand
ωkorr, chem ist in Tabelle 4-10 aufgeführt.




Vkap1) κrel1) τBeton1) vgel1) αmax1) VZS1) ωGefüge
[dm³/dm³] [-] [-] [-] [-] [dm³/dm³] [-]
NPC-2 0,027 1,000 4.223 0,672 0,74 0,33 0,69
HPC-2 0,016 0,199 42.105 0,770 0,65 0,33 0,85
UHPC 0,004 0,041 828.330 0,891 0,60 0,41 0,92
UHPC90 °C 0,003 0,022 828.330 0,856 0,60 0,41 0,90
UHPCo. F. 0,005 0,022 828.330 0,892 0,60 0,42 0,92







Aus einer Grenzwertbetrachtung der einzelnen Parameter der Gleichungen (4-4) bzw.
(4-5) folgt, dass sowohl der Gefügewiderstand ωGefüge als auch der Korrosionswider-
stand ωkorr, chem sich grundsätzlich im Bereich zwischen null und unendlich bewegen:
Wie aus Tabelle 4-9 hervorgeht, liegt der Gefügewiderstand ωGefüge der untersuchten
Betone im Bereich zwischen etwa 0,7 und 1,0. Der Korrosionswiderstand ωkorr, chem
der untersuchten Betone nach Berücksichtigung der Einflussfaktoren aus Rissbildung,
Stahlfaserbewehrung und Bindemittelwiderstand liegt im Bereich zwischen etwa 2,0
und 7,0 (Tabelle 4-10).
Die hier untersuchten normal-, hochfesten- und ultrahochfesten Betone repräsentieren
mit Festigkeiten fcm,cube,28 zwischen 44 N/mm² und 251 N/mm² (vgl. Kapitel 3.2.3)
eine große Bandbreite der baupraktisch relevanten Festigkeitsklassen. Berücksichtigt
man außerdem, dass Betone mit Festigkeiten fcm,cube,28 < 44 N/mm² geringere Wider-
stände gegenüber eindringenden Medien aufweisen, und darüber hinaus den höheren
Korrosionswiderstand ungerissener ultrahochfester Betone z. B. mit maximiertem
Widerstand des Bindemittels gegenüber chemischem Angriff (εBM 8, vgl. Anhang 4,
Kapitel A4.4), so lassen sich der Gefüge- bzw. Korrosionswiderstand folgendermaßen
eingrenzen:
Tab. 4-10: Rechnerische Abschätzung des Korrosionswiderstands bei chemischem
Angriff ωkorr, chem gemäß Gleichung (4-4)
Kennwert/
Beton
ωGefüge εBM1)  εFaser1) εRiss, WB1) εRiss, AS1) ωkorr, chem
[-] [-] [-] [-] [-] [-]
NPC-2 0,69 3,49 1,0 1,0 1,0 2,41
HPC-2 0,85 3,22 1,0 1,0 0,9 2,46
UHPC 0,92 3,63 2,0 1,0 1,0 6,68
UHPC90 °C 0,90 3,63 2,0 0,8 1,0 5,23
UHPCo. F. 0,92 3,55 1,0 1,0 0,9 2,94
1) siehe hierzu Kapitel 4.2
Gefüge [0, [ω ∈ ∞
korr, chem [0, [ω ∈ ∞
≈
Gefüge [0,1]ω ∈
korr, chem [0,15]ω ∈
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Diese Grenzwertbetrachtung gilt für den Lastfall des chemischen Angriffs. Für abwei-
chende Angriffsarten ergibt sich ein abweichender Grenzwertbereich (siehe hierzu auch
Kapitel 4.3.4).
4.3.3 Verifizierung des Modells 
Das hergeleitete Modell zur rechnerischen Abschätzung des Korrosionswiderstands
infolge des chemischen Angriffs ωkorr, chem soll nachfolgend anhand der experimentell
gewonnenen Versuchsergebnisse verifiziert werden, indem der Korrosionswiderstand
des normalfesten Betons NPC-2 (Referenzbeton) mit dem Korrosionswiderstand der
untersuchten hochfesten bzw. ultrahochfesten Betone gegenüber einem Angriff durch
HCl, pH 3 verglichen wird.
Zu diesem Zweck wurden zunächst die auf Grundlage der Experimente prognostizier-
ten Korrosionstiefen der Betone für eine Expositionsdauer von 100 Jahren herangezo-
gen, die Tabelle 3-9, Kapitel 3, zu entnehmen sind. Diese wurden als Maß für den
Widerstand betrachtet (mit zunehmender Korrosionstiefe nimmt der Widerstand ab,
siehe hierzu auch Kapitel 3.5.2.2) und einander im Vergleich zur Korrosionstiefe des
normalfesten Betons NPC-2 (xkorr, prog, NPC-2 / xkorr, prog, Beton) gegenübergestellt.
Ferner wurde der Korrosionswiderstand des jeweils betrachteten Betons im Vergleich
zum Beton NPC-2 unter Verwendung des Modells nach Gleichung (4-4) berechnet. Im
Anschluss wurde in Analogie zum oben beschriebenen Vorgehen das Verhältnis der
Korrosionswiderstände ermittelt (ωkorr, chem, Beton /ωkorr, chem, NPC-2). Das Ergebnis ist
in Abbildung 4-4 im Vergleich zu den Ergebnissen der experimentellen Untersuchung
dargestellt.
Wie aus Abbildung 4-4 hervorgeht, gibt das Modell nach Gleichung (4-4) die aus den
Experimenten resultierenden Tendenzen eindeutig wieder. Auch in der Modellprognose
weist der faserbewehrte ultrahochfeste Beton maximal den 2- bis 2,7-fachen Korrosi-
onswiderstand auf, der Widerstand des hochfesten Betons und des ultrahochfesten




Abb. 4-4: Gegenüberstellung der Prognosen der normierten Korrosionswiderstände
aus den Experimenten zum chemischen Angriff und aus dem Modell nach
Gleichung (4-4)
Somit konnten die experimentell gewonnenen Ergebnisse anhand des hier vorgestellten
Modells grundsätzlich bestätigt werden, woraus folgt, dass das Modell eine realistische
Abschätzung des Korrosionswiderstands gewährleistet.
Ein Beispiel bezüglich der Anwendung des Modells zur rechnerischen Abschätzung
des Korrosionswiderstands in der Praxis ist dem Anhang 4, Kapitel A4.4 zu entnehmen.
4.3.4 Gültigkeit des Modells
Beim zuvor dargelegten Modell handelt es sich um ein vergleichsweise einfach nach-
vollziehbares Ingenieurmodell auf Basis physikalischer Zusammenhänge, anhand des-
sen eine Quantifizierung des Korrosionswiderstands von Beton erfolgen kann. Es
ermöglicht insbesondere die Gegenüberstellung des Korrosionswiderstands unter-
schiedlicher Betone und kann dem potentiellen Anwender die Auswahl eines für den
betrachteten Lastfall geeigneten Betons erleichtern.
Während der Gefügewiderstand ωGefüge nach Gleichung (4-5) unabhängig von der
Angriffsart ist, besitzt der nach Gleichung (4-4) definierte Korrosionswiderstand
ωkorr, chem ausschließlich für den chemischen Angriff Gültigkeit.
Die Quantifizierung der Einflussparameter εRiss, WB und εFaser in Gleichung (4-4)
erfolgte im Rahmen der vorliegenden Arbeit lediglich für den Angriff durch HCl, pH 3,
da sich die experimentellen Untersuchungen zum Einfluss der Wärmebehandlung und
der Stahlfaserbewehrung auf diesen Angriff beschränkten. Es ist nicht auszuschließen,
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Werte, und hierbei insbesondere für pH < 3, von den in Tabelle 4-10 aufgezeigten Ein-
flussfaktoren hinsichtlich ihrer Größe unterscheiden. Zur Ausweitung der Gültigkeit
des Modells für den chemischen Angriff werden somit weitere Versuche zur Abschät-
zung der Einflussparameter ε benötigt, deren Durchführung zukünftigen Forschungsar-
beiten vorbehalten ist.
Zur Betrachtung weiterer Angriffsarten (z. B. Chloridangriff) kann das Modell durch
Berücksichtigung der jeweils maßgebenden Einflussparameter beliebig erweitert wer-
den. So sollte bei der Prognose des Korrosionswiderstands gegenüber Chloridangriff
ωkorr, Chlorid anstelle der chemischen Beständigkeit (εBM) die Chloridbindekapazität
des Bindemittels Eingang finden (z. B. anhand des C3A-Gehalts). Außerdem muss
berücksichtigt werden, dass die Stahlfaserbewehrung hier eine Reduktion des Korro-
sionswiderstands darstellt (vgl. Kapitel 3.5.1) und dass die Selbstabdichtung des Zem-
entgels in Anwesenheit von gelöstem NaCl ausgeprägter ist (vgl. Kapitel 2.2.1.2),








Im Rahmen der vorliegenden Dissertation wurde ein experimentelles Programm zur
Dauerhaftigkeit von ultrahochfestem Beton durchgeführt mit dem primären Ziel, das
Langzeitverhalten dieser Betone umfassend zu charakterisieren und dem Verhalten
konventioneller Betone gegenüberzustellen. Außerdem sollten diejenigen Mechanis-
men identifiziert werden, von denen der Korrosionswiderstand von Beton maßgebend
abhängt.
Der Schwerpunkt des Versuchsprogramms lag auf der Untersuchung des Betonverhal-
tens bei Chloridbeaufschlagung sowie beim Angriff mineralsaurer Wässer. Daneben
erfolgte die Charakterisierung des Betonverhaltens bei Karbonatisierung und bei kom-
binierter Beanspruchung  
Soweit möglich wurden jeweils einfache, praxistaugliche Prognosemodelle zur
Beschreibung des zeitabhängigen Korrosionsfortschritts bzw. der zeitabhängigen Ent-
wicklung wesentlicher Materialkennwerte (z. B. Diffusionskoeffizient der Chlorid-
ionen) abgeleitet. Von Interesse war stets auch die spezifische Korrosion der Stahlfaser-
bewehrung.
Um ein weitreichendes Verständnis der ablaufenden Prozesse zu gewinnen, wurden
außerdem die Gefügestruktur (chemisch-mineralogische Zusammensetzung, Hydrata-
tionsgrad, Mikrostruktur, Porenraum) sowie das Transportverhalten (Gaspermeabilität,
Wasseraufnahme) der Betone untersucht. 
Im Vergleich mit den ebenfalls untersuchten normal- und hochfesten Betonen bestätigte
sich grundsätzlich die deutlich höhere Dichtigkeit und daraus resultierend die höhere
Dauerhaftigkeit der ultrahochfesten Betone. Allerdings zeigte sich, dass verschiedene
Einflussfaktoren die Struktur ultrahochfester Betone empfindlich schwächen können.
Insbesondere Mikrorisse führen zu einer Schwächung des ansonsten sehr dichten
Betongefüges. Diese entstehen vor allem in faserlosen ultrahochfesten Betonen auf-
grund des ausgeprägten autogenen Schwindens (Rissbreiten 0,5 bis 2,0 µm) sowie in
thermisch behandelten Betonen aufgrund von Temperaturgradienten (Rissbreiten 30 bis
100 µm). Auch wenn bei der Wärmebehandlung – deren Ziel eigentlich eine Steigerung
der Gefügedichtigkeit bzw. Festigkeit ist – sehr geringe Aufheiz- und Abkühlraten
gewählt werden, ist eine Mikrorissbildung nicht immer gänzlich vermeidbar. So zeigte
der hier im Rahmen des Angriffs mineralsaurer Wässer untersuchte thermisch behan-
delte ultrahochfeste Beton aufgrund von Mikrorissen einen geringeren Korrosionswi-
(Frost Ermüdung,↔ Ermüdung Chlorideindringung).→
Kapitel 5
158
derstand als der unbehandelte Beton. Somit gelingt durch die Wärmebehandlung zwar
eine Steigerung der Festigkeit, allerdings können mit der thermischen Beaufschlagung
gleichzeitig Einbußen bezüglich der Dauerhaftigkeit einhergehen. Bei der Planung von
Bauteilen oder Bauwerken aus faserlosem oder wärmebehandeltem ultrahochfestem
Beton sind Voruntersuchungen zur Ausbildung von Mikrorissen daher zwingend not-
wendig, um eine realistische Lebensdauerabschätzung vornehmen zu können.
Die Untersuchungen zeigten außerdem, dass die Anwesenheit einer Stahlfaserbeweh-
rung zwar zu einer Erhöhung der Duktilität führt, darüber hinaus allerdings – unabhän-
gig von deren Beitrag zur Vermeidung von Mikrorissen – sowohl eine Steigerung als
auch eine Reduktion des Korrosionswiderstands bewirken kann.
Zum einen wurde aufgezeigt, dass die Kontaktzone zwischen Stahlfaserbewehrung und
Zementstein in thermisch unbehandelten ultrahochfesten Betonen nicht die Dichtigkeit
aufweist, von der man bisher ausgegangen ist. Die erhöhte Porosität der Kontaktzone
ermöglicht einen verstärkten Eintritt angreifender Medien, so dass sich eine Schädi-
gung des Betons vor allem in unmittelbarer Faserumgebung bemerkbar macht und zu
einem stärkeren Vordringen der Korrosionsfront in diesem Bereich führt. Dies konnte
zum Beispiel in den Versuchen zur Chlorideindringung beobachtet werden, in denen
die Anwesenheit der Stahlfaserbewehrung zu deutlich höheren Chloridgehalten führte.
In den Versuchen zum Angriff mineralsaurer Wässer wurde hingegen beobachtet, dass
sich die Korrosionsprodukte der Fasern in der ausgelaugten Randzone sowie auf der
Angriffsfläche ablagerten und somit eine Verdichtung dieser geschwächten Zone
bewirkten. Der Korrosionsfortschritt wurde hier durch die Stahlfasern verlangsamt.
Auf Basis der Ergebnisse der Literatursichtung sowie auf Grundlage des experimentel-
len Programms wurde schließlich ein Modell zur rechnerischen Abschätzung des Kor-
rosionswiderstands von Betonen am Beispiel des Widerstands gegenüber dem Angriff
mineralsaurer Wässer hergeleitet. Hierzu wurden zunächst die maßgebenden Einfluss-
parameter ermittelt und quantifiziert.
Ausgehend davon wurde der sogenannte Korrosionswiderstand ωkorr, chem bei chemi-
schem Angriff eingeführt, der vom Gefügewiderstand ωGefüge abhängt. Der Gefügewi-
derstand ist unabhängig von der vorliegenden Angriffsart. Er wird unter
Berücksichtigung der maßgebenden Gefügekennwerte (z. B. Kapillarporenvolumen,
Tortuosität, maximal erreichbarer Hydratationsgrad) ermittelt.
Die Angriffsart – in diesem Fall der chemische Angriff – geht in die Berechnung des
Korrosionswiderstands ωkorr, chem anhand verschiedener Einflussfaktoren ε ein. Diese
berücksichtigen, welche spezifischen Umstände den Widerstand des Betons schwächen
(z. B. Mikrorisse) oder erhöhen (z. B. die Verwendung einer Stahlfaserbewehrung).
Der so ermittelte Korrosionswiderstand ωkorr, chem dient der Bewertung von Betonen
hinsichtlich ihrer Eignung für den Einsatz in chemisch aggressiver Umgebung. Das
hergeleitete, deterministische Modell zur Prognose der Dauerhaftigkeit wurde anhand
Zusammenfassung
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der eigenen Versuchsergebnisse sowie anhand von Literaturdaten verifiziert. Es zeigte
sich eine sehr gute Prognosegüte des Modells sowohl für ultrahochfeste als auch für
normal- und hochfeste Betone.
Das Modell basiert auf physikalischen Zusammenhängen und zeichnet sich durch seine
vergleichsweise einfache Handhabung aus. Die breite Datenbasis, die im Rahmen die-
ser Dissertation generiert wurde, ermöglicht die Modellprognose auch dann, wenn dem
Anwender nur wenige, rudimentäre Angaben zum Beton vorliegen (Zusammensetzung
und Druckfestigkeit des Betons, chemische Zusammensetzung des Bindemittels).
5.2 Offene Fragen
Aufgrund von zeitlichen und monetären Einschränkungen ist es meist nicht möglich,
alle Fragen zu klären, die sich bei der Bearbeitung eines Forschungsprogramms erge-
ben. Eine Dissertation kann demnach zwar Wissenslücken schließen, wirft aber immer
auch Fragestellungen auf. Die Klärung der nachfolgend aufgeführten Sachverhalte
bleibt daher zukünftigen Forschungsarbeiten vorbehalten.
Auf Basis theoretischer Überlegungen wurde ein Zusammenhang zwischen der Tortuo-
sität von Beton  und der Tortuosität  von Zementstein  hergeleitet. Leider exis-
tieren nur in sehr eingeschränktem Maße Literaturdaten zu Experimenten, anhand derer
dieser Zusammenhang bestätigt werden konnte. Die experimentelle Datenbasis sollte
zur Verifikation des Zusammenhangs ausgeweitet werden, wobei neben dem Einfluss
des Volumens der Gesteinskörnung auch der Einfluss der Korngrößenverteilung unter-
sucht werden sollte.
Bei der Untersuchung der Gefügestruktur zeigte sich wie beschrieben die erhöhte Poro-
sität der Kontaktzone zwischen Stahlfaser und Zementstein. Hier wäre es wünschens-
wert, die Ausbildung dieser Kontaktzone in Abhängigkeit vom Fasermaterial (z. B.
Stahl, Kohlenstoff, Kunststoff) sowie von der Fasergeometrie zu charakterisieren.
Leider war es nicht möglich, im Rahmen des Versuchsprogramms zur Bestimmung der
Permeabilität des ultrahochfesten Betons unter instationären Bedingungen eine ausrei-
chende Menge an Probekörpern mithilfe des Zweikammerverfahrens zu prüfen. Der
Serienumfang war jeweils auf zwei Probekörper beschränkt. Zur Verifikation der Ver-
suchsergebnisse sowie zur Erfassung der Prüfstreuung des Verfahrens sollten diese Ver-
suche aufgegriffen und der Serienumfang ausgeweitet werden.
Das Diagramm, das zur Abschätzung der zeitabhängigen kapillaren Wasseraufnahme
abgeleitet wurde, basiert auf den Ergebnissen der vorliegenden Arbeit sowie auf Daten
zu hochfesten Betonen, die in früheren Forschungsarbeiten am IMB generiert worden
waren. Zur Absicherung der Prognose sollte das Diagramm um Versuchsergebnisse zu




Die Versuche zur kombinierten Beanspruchung sollten zukünftig unter zeitlicher und
örtlicher Kopplung durchgeführt werden. Nur das zeitgleiche Aufbringen von z. B.
Ermüdungs- und Chloridbeanspruchung gewährleistet die uneingeschränkte Übertrag-
barkeit auf Praxisverhältnisse. Die Kopplung der Beanspruchungen hätte auch den Vor-
teil, dass die Ermüdungsbeanspruchung bis zum Versagen der Probekörper aufgebracht
werden kann.
Das Modell zur rechnerischen Abschätzung des Korrosionswiderstands bei chemi-
schem Angriff ωkorr, chem sollte für weitere Lastfälle (z. B. Chlorideindringung) modifi-
ziert werden. Dies kann durch die Berücksichtigung der jeweils für den Lastfall
maßgebenden Einflussparameter ε erfolgen. So kann beispielsweise anstelle der chemi-
schen Beständigkeit des Bindemittels εΒΜ die Chloridbindekapazität des Bindemittels
(z. B. anhand des C3A-Gehalts) Eingang finden.
Ferner sollte überprüft werden, wie die Einflussparameter ε zur Abschätzung von
ωkorr, chem variieren, wenn die Säureart oder der pH-Wert in der Versuchsdurchführung
abgeändert werden.
Um die Anwendung des Modells auch bei Ermangelung experimenteller Ergebnisse
(z. B. zum Porenraum) zu ermöglichen, wurden außerdem Diagramme zu den erforder-
lichen Eingangsgrößen in Abhängigkeit von der Druckfestigkeit fcm,cube,28 zur Verfü-
gung gestellt. Zur Absicherung dieser Diagramme sollte deren Datenbasis – vor allem
unter Berücksichtigung weiterer Zemente (CEM II, CEM III) und Zusatzstoffe (z. B.
Flugasche, Hüttensand) – erweitert werden.
Nicht zuletzt wird die Weiterentwicklung des hier vorgestellten, deterministischen
Modells hin zu einem probabilistischen Modell empfohlen, um mit diesem letztlich
ingenieurmäßig hinsichtlich der Dauerhaftigkeit bemessen zu können.
„Ernst zu nehmende Forschung erkennt man daran, dass plötzlich zwei Probleme
existieren, wo es vorher nur eines gegeben hat.“
Thorstein Bunde Veblen (1857-1929)
amerik. Soziologe und Ökonom
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Anlagen zu den Grundlagen
A1.1 Aufbau und Struktur des Zementsteins
A1.1.1 Hydratationsgrad
Abb. A1-1: Hydratationsgrad  für verschiedene normal- und hochfeste Betone in
Abhängigkeit vom Betonalter und Prognose des maximal erreichbaren
Hydratationsgrads  (zum Diagramm:1) ,2) Computersimula-
tion) [9, 51, 64, 68, 83]










w/z = 0,58 2)
Kjellsen:
w/z = 0,50 1)
Bentz:
w/z = 0,35 1)
Mönnig:
w/z = 0,33 2)















A1.1.2 Durchlässigkeit des Porengefüges
Abb. A1-2: Abhängigkeit der Parameter K1 und K2 vom Mikrosilikagehalt (links:
Übersicht für 0,0  Ki  5,0, rechts: Detail für 0,0  Ki  0,5)≤ ≤ ≤ ≤
Anlagen zu den Grundlagen
A1-3
A1.2 Reaktiver Transport
A1.2.1 Wechselwirkung zwischen Chloridionen und Zementstein 
bzw. Bewehrungsstahl
Tab. A1-1: Abhängigkeit der Chloridbindekapazität von Zementstein von den
maßgebenden Einflussfaktoren nach [91]
Zunahme von... Einfluss auf die Chloridbindekapazität1)
C3A-Gehalt des Zements ++
ZS-Gehalt ++





1) Zunahme: +, Abnahme: 
2) Rückgang der Bindekapazität durch Senkung des pH-Werts infolge MS-Zugabe bei 
gleichzeitiger Zunahme der Bindekapazität infolge der Zunahme der spezifischen Ober-
fläche des Zementsteins
Tab. A1-2: Abhängigkeit des kritischen korrosionsauslösenden Chloridgehalts
(Clkrit) von den maßgebenden Einflussfaktoren nach [16]














1) Zunahme: +, Abnahme: 
2) Rückgang von Clkrit durch Senkung des pH-Werts infolge MS-Zugabe; allerdings nimmt 












Abb. A1-3: Lösung der Fehlerfunktion erf(z) und der komplementären Fehlerfunktion
(erfc(z)) für den positiven Wertebereich
Abb. A1-4: Gegenüberstellung der von Truc [136] experimentell ermittelten Werte
(Beton 1, w/z = 0,32) mit den prognostizierten Werten (Modell nach Truc,
Zweites Fick´sches Gesetz)
Anlagen zu den Grundlagen
A1-5
Abb. A1-5: Gegenüberstellung der von Truc [136] experimentell ermittelten Werte
(Beton 2, w/z = 0,55) mit den prognostizierten Werten (Modell nach Truc,
Zweites Fick´sches Gesetz)
Abb. A1-6: Gegenüberstellung der von Samson und Marchand [111] experimentell
ermittelten Werte (Beton 3, w/z = 0,65) mit den prognostizierten Werten
(Modell nach Samson und Marchand, Zweites Fick´sches Gesetz)
Anhang 1
A1-6
Abb. A1-7: Gegenüberstellung der von Samson und Marchand [111] experimentell
ermittelten Werte (Beton 4, w/z = 0,45) mit den prognostizierten Werten
(Modell nach Samson und Marchand, Zweites Fick´sches Gesetz)
Abb. A1-8: Absolute Abweichungen zwischen Prognose und experimentell ermit-
telten Werten (Beton 1, w/z = 0,32) in Abhängigkeit vom Abstand zur
Angriffsfläche
Anlagen zu den Grundlagen
A1-7
Abb. A1-9: Absolute Abweichungen zwischen Prognose und experimentell ermit-
telten Werten (Beton 2, w/z = 0,55) in Abhängigkeit vom Abstand zur
Angriffsfläche
Abb. A1-10: Absolute Abweichungen zwischen Prognose und experimentell ermit-




Abb. A1-11: Absolute Abweichungen zwischen Prognose und experimentell ermit-
telten Werten (Beton 4, w/z = 0,45) in Abhängigkeit vom Abstand zur
Angriffsfläche
Tab. A1-3: Integrale I zur Beurteilung des Prognosemodells nach Truc
(Werte in Klammern: maximale relative Verbesserung (I > 0) bzw.
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Tab. A1-4: Integrale I zur Beurteilung des Prognosemodells nach Samson/Marchand
(Werte in Klammern: maximale relative Verbesserung (I > 0) bzw.



































Tab. A1-5: Integrale I zur Beurteilung des Prognosemodells nach Sugiyama et al.
(Werte in Klammern: maximale relative Verbesserung (I > 0) bzw.
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Anhang 1
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A1.2.2 Wechselwirkung zwischen Säuren und Zementstein
Abb. A1-12: Aufbau der Deckschicht infolge des Angriffs normalfester Betone durch
salzsaure Wässer (oben: pH 5, unten: pH 1) nach [56]
Anlagen zu den Grundlagen
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Tab. A1-6: Gegenüberstellung nationaler Prüfverfahren zur Beurteilung des
Widerstands von Mörteln bzw. Betonen bei chemischem Angriff
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dynamisch, nicht abrasiv oder 
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Probe rotiert auf Welle durch 
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A2.1 Zusammensetzung der untersuchten Betone
Tab. A2-1: Mischungszusammensetzung der untersuchten ultrahochfesten Betone
(ohne Berücksichtigung des Luftgehalts)
Material bzw. Kennwert Einheit RPC UHPC UHPCo. F.
































L = 8 mm, D = 0,175 mm
196 196 -
Fließmittel FM12) 37 28 29












VGK 41 55 56
1) GK1: Basalt
2) Wirkstoff: modifizierte Polycarboxylate, Feststoffgehalt 30,0 1,5 M.-%
3) b = Massensumme aus Zement und Mikrosilika (Anrechnungsfaktor = 1,0)






Tab. A2-2: Mischungszusammensetzung der untersuchten normal- und hochfesten
Betone (ohne Berücksichtigung des Luftgehalts)
Material bzw. Kennwert Einheit NPC-1 NPC-2 HPC-1 HPC-2
CEM I 32,5










































Fließmittel FM25) - - 3,4 3,3













30 33 33 33
VGK 68 66 65 66
1) Feststoffgehalt 50 M.-%
2) GK2: heterogener, silikatischer Kies (carbonathaltig)
3) säurebeständig
4) GK3: Quarzkies
5) Wirkstoff: Polycarboxylatether, Feststoffgehalt 30,7 M.-%
6) b = Massensumme aus Zement und Mikrosilika (Anrechnungsfaktor = 1,0)
7) VBL = Volumensumme aus Zement, Mikrosilika, Zugabewasser und Fließmittel;
VBL VZS  ≈
Materialkennwerte
A2-3
A2.2 Rohdichten der verwendeten Materialien
Tab. A2-3: Rohdichten der verwendeten Materialien (Herstellerangaben)
Material Rohdichte [kg/dm³]
CEM I 52,5 R-HS/NA








































A2.3 Chemische Zusammensetzung der Zemente, Füller und 
Gesteinskörnungen
Tab. A2-4: Chemische Zusammensetzung (relevante Elementoxide) der verwendeten
Zemente nach DIN EN 196-2 [N10] (glühverlustfrei in M.-%)
Bestandteile CEM I 52,5
R-HS/NA
CEM I 42,5 R2) CEM I 32,52) CEM I 42,5
R-HS/NA2)3)
SiO2 21,641) 22,68 20,50 21,0
CaO 64,501) 66,41 62,00 66,0
MgO 0,821) 1,02 2,59 1,2
Fe2O3 5,611) 1,33 3,14 4,8
Al2O3 3,821) 3,57 5,28 3,3
Na2O 0,261) 0,24 0,25 0,11
K2O 0,441) 0,49 1,60 0,61
SO3 2,281) 3,22 3,09 2,6
C3S 64,272) 61,82 47,79 k. A.
C2S 15,072) 17,36 22,74 k. A.
C3A 0,052) 7,11 8,68 k. A.
C2F 1,072) k. A. k. A. k. A.
C4AF 15,682) k. A. 9,56 k. A.
C2(A,F) k. A. 3,98 k. A. k. A.
Glühverlust 1,60 1,63 1,77 k. A.
1) ermittelt am IMB
2) Herstellerangaben
3) verwendet im Rahmen der Beispielrechnung zur Quantifizierung des Korrosionswider-
stands, siehe Anhang 4, Kapitel A4.4
Materialkennwerte
A2-5










SiO2 99,0 99,2 87,13 96,7
CaO + MgO 0,1 k. A. 2,93 0,03
Fe2O3 0,05 0,1 0,92 0,03
Al2O3 0,3 0,2 5,56 1,8
Na2O + K2O 0,2 k. A. 3,32 1,05
TiO2 k. A. k. A. 0,10 0,05
BaO k. A. k. A. k. A. 0,04
Glühverlust 0,25 0,15 2,23 0,20
1) Herstellerangaben
2) ermittelt am IMB mittels wellenlängendispersiver Röntgenspektroskopie
Tab. A2-6: Chemische Zusammensetzung der verwendeten groben Gesteins-







SiO2 44,7 85,62 98,5
CaO 10,6 3,45 0,02
MgO 11,4 0,26 0,01
Fe2O3 4,64 1,27 0,03
Al2O3 12,4 5,77 0,6
TiO2 2,09 0,11 0,03
Na2O 2,93 0,93 0,02
K2O 1,28 2,54 0,2
BaO k. A. k. A. 0,04
MnO 0,13 0,02 k. A.
FeO 6,48 k. A. k. A.
P2O5 0,60 0,03 k. A.
1) Herstellerangaben
2) ermittelt am IMB mittels wellenlängendispersiver Röntgenspektroskopie
Anhang 2
A2-6
Tab. A2-7: Petrographische Zusammensetzung der verwendeten groben Gesteins-
körnung GK2 nach DIN EN 932-3 [N12]
Gesteinsart Anteile in [M.-%]









A2.4 Korn- bzw. Partikelgrößenverteilung der 
Gesteinskörnungen und Zemente
Abb. A2-1: Korngrößenverteilung der in den untersuchten Betonen NPC (normalfes-
ter Beton, links) und HPC (hochfester Beton, rechts) eingesetzten
Gesteinskörnungen im Vergleich zu den Regelsieblinien A16 und C16
nach DIN 1045-2 [N1]
Abb. A2-2: Korngrößenverteilung der in den untersuchten ultrahochfesten Betonen
eingesetzten Gesteinskörnungen (links: Feinkornbeton RPC, rechts:
Grobkornbeton UHPC im Vergleich zu den Regelsieblinien A8 und C8
nach DIN 1045-2 [N1])










































































































Abb. A2-3: Partikelgrößenverteilung der eingesetzten Quarzmehle A und B (nach
Herstellerangaben)
Abb. A2-4: Partikelgrößenverteilung der eingesetzten Zemente CEM I 32,5,
CEM I 42,5 R und CEM I 52,5 R-HS/NA (nach Herstellerangaben)
Materialkennwerte
A2-9
A2.5 Porosität der groben Gesteinskörnungen
Abb. A2-5: Kumulative Porosität und Porenradienverteilung der verwendeten






Anlagen zu den experimentellen 
Untersuchungen
A3.1 Mechanische Charakterisierung
Abb. A3-1: Festigkeit der Betone RPC (links) und UHPC (rechts) in Abhängigkeit
vom Betonalter t im Vergleich zur nach Model Code 2010 [N27] (MC)
prognostizierten Festigkeitsentwicklung
Tab. A3-1: Festbetonkennwerte der untersuchten ultrahochfesten Betone





























1) in Klammern: (Standardabweichung; Anzahl der Einzelwerte)
2) Balken, 100/100/570 mm
3) Zylinder, d/h = 150/300 mm























































Abb. A3-2: Ergebnis der röntgenografischen Phasenanalyse der Betone UHPC und
UHPC90 °C (Mörtelmatrix)
Tab. A3-2: Zusammensetzung der Einwaage (8 g) für die Kalorimeterversuche
Ausgangsstoff bzw. Kenn-
wert NPC-1 HPC-1 RPC
Zement [g] 5,131) 5,592) 3,363)
Mikrosilika [g] - 1,114) 1,035)
Quarzmehl A [g] - - 0,76
Quarzmehl B [g] - - 1,89
Wasser [g] 2,87 1,26 0,80









1) CEM I 32,5
2) CEM I 42,5 R
3) CEM I 52,5 R-HS/NA





























Anlagen zu den experimentellen Untersuchungen
A3-3
Abb. A3-3: Kumulative Porosität des Zementsteins (ZS) und Porenradienverteilung




Abb. A3-4: Kumulative Porosität des Zementsteins (ZS) und Porenradienverteilung
dV/dlogr in Abhängigkeit vom Porenradius r für die untersuchten normal-
und hochfesten Betone
Anlagen zu den experimentellen Untersuchungen
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Abb. A3-5: Porosität des Zemtsteins der untersuchten normal- und hochfesten Betone
in Abhängigkeit von den Porenklassen (Betonalter: 28 Tage)
Abb. A3-6: Anteile der Porenvolumina am Gesamtporenraum (Untersuchungen zur
Porosität der ultrahochfesten Betone)
Anhang 3
A3-6
Abb. A3-7: Anteile der Porenvolumina am Gesamtporenraum (Untersuchungen zur
Porosität der normal- und hochfesten Betone)
Abb. A3-8: Anteile der Porenvolumina am Gesamtporenraum (Untersuchungen zur
Kontaktzonenporosität)
Anlagen zu den experimentellen Untersuchungen
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Abb. A3-9: Kumulative Porosität des Zementsteins (ZS) und Porenradienverteilung





Abb. A3-10: Massebezogener Wasseraufnahmegrad Wm des normalfesten Betons
NPC-2 und des hochfesten Betons HPC-2 bei atmosphärischem Druck
und bei einem Druck von 150 bar
Tab. A3-3: Spezifischer Permeabilitätskoeffizient aus stationärer Messung (Kstat)
und instationärer Messung (Kinstat)





























1) in Klammern: (Standardabweichung; Anzahl der Einzelwerte)
2) jeweils 2 Einzelmessungen
⋅ ⋅
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Abb. A3-11: Zeitlicher Verlauf der kapillaren Wasseraufnahme der ultrahochfesten
Betone (a bis d) und eines hochfesten Betons (e, nach [50]) mit Regres-
sionsgleichungen; t1 = 1 h, sy,x: Standardschätzfehler
Anhang 3
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Abb. A3-12: Exponent nI nach Gleichung (3-2) in Abhängigkeit von der Druckfes-
tigkeit fcm,cube,28
Abb. A3-13: Gegenüberstellung der experimentell ermittelten und der mithilfe von
Abbildung 3-21 ermittelten Wasseraufnahme 




Abb. A3-14: Mittelung der Chloridprofile (exemplarisch: RPC, 2 Einzelexperimente)
Abb. A3-15: Chloridprofile nach NaCl-Beaufschlagung des ultrahochfesten Betons
RPC in Abhängigkeit von der Expositionsdauer (Clkrit: kritischer korro-
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Abb. A3-16: Chloridprofile nach NaCl-Beaufschlagung des ultrahochfesten Betons
UHPCo. F. in Abhängigkeit von der Expositionsdauer (ClUW: Chloridun-
tergrundwert)
Abb. A3-17: Chloridprofile nach NaCl-Beaufschlagung des ultrahochfesten Betons
UHPC90 °C in Abhängigkeit von der Expositionsdauer (Clkrit: kritischer
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Abb. A3-18: Chloridprofile nach NaCl-Beaufschlagung des hochfesten Betons HPC-1
in Abhängigkeit von der Expositionsdauer (Clkrit: kritischer korro-
sionsauslösender Chloridgehalt nach [16], ClUW: Chloriduntergrundwert)
Abb. A3-19: Chloridprofile nach NaCl-Beaufschlagung des normalfesten Betons
NPC-1 in Abhängigkeit von der Expositionsdauer (Clkrit: kritischer korro-
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Abb. A3-20: µ-RFA-Mapping für Chlorid (rechts) mit Kennzeichnung des untersuch-
ten Bereichs auf der Probe (links, HPC-1, Expositionsdauer 32 Monate;
untersuchter Bereich: ca. 10 x 6,5 mm², Mapping spiegelverkehrt,
Einbettmasse: Epoxidharz)
Abb. A3-21: µ-RFA-Mapping für Chlorid (rechts) mit Kennzeichnung des untersuch-
ten Bereichs auf der Probe (links, UHPC, Expositionsdauer 32 Monate;
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Abb. A3-22: Natriumverteilung in Abhängigkeit vom Abstand von der Angriffsfläche
nach dem NaCl-Angriff (UHPC, Expositionsdauer 32 Monate, Linescan
mittel EDS)
Abb. A3-23: Parameter A und B (siehe Gleichung (3-3)) in Abhängigkeit von der
Expositionsdauer t der Probekörper



























































A3.4.2 Angriff durch mineralsaure Wässer
Abb. A3-24: Einfluss des pH-Werts auf die Entwicklung der Korrosionstiefe der ul-
trahochfesten Betone RPC und UHPC und des normalfesten Betons
NPC-2 (untersucht im Rahmen von [55]) beim Angriff salzsaurer Wässer
Abb. A3-25: Einfluss der Säureart auf die Entwicklung der Korrosionstiefe des ul-
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Abb. A3-26: Einfluss der Wärmebehandlung und der Stahlfaserbewehrung auf die Ent-
wicklung der Korrosionstiefe des ultrahochfesten Betons UHPC beim
Angriff salzsaurer Wässer (pH 3)
Abb. A3-27: Differentielle Lösungsrate beim Angriff des ultrahochfesten Betons











































































Abb. A3-28: Differentielle Lösungsrate beim Angriff des ultrahochfesten Betons
UHPC durch HCl, pH 1
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Abb. A3-29: Schnitt senkrecht zur Angriffsfläche ultrahochfester Betone nach 80-wö-
chigem Angriff mineralsaurer Wässer; gestrichelte Linie: ursprüngliche




Abb. A3-30: Schichtaufbau des ultrahochfesten Grobkornbetons UHPCo. F. nach
143-wöchigem Angriff durch salzsaures Wasser (HCl, pH 3);
REM-Aufnahmen: Detektion der Sekundärelektronen (SE) zur Erfassung
der Topografie der Probe in den jeweiligen Schichten, Detektion der
Rückstreuelektronen (BSE) zur Erfassung des Materialkontrasts
Anlagen zu den experimentellen Untersuchungen
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Abb. A3-31: EDS-Spektren der Schichten 1 bis 4
(Ordinatenbereich 0 bis 9,0  counts/s)
Abb. A3-32: EDS-Spektren der Schichten 1 bis 4

































































































Abb. A3-33: Verschiedene Stadien der Faserkorrosion nach 116-wöchigem Angriff bei
H2SO4, pH 3 (REM)
Abb. A3-34: REM-Aufnahme einer produktionsneuen Stahlfaser (Länge l = 8 mm,
Durchmesser d = 0,175 mm)
Anlagen zu den experimentellen Untersuchungen
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Abb. A3-35: Versuchsaufbau zur Untersuchung der flächenbezogenen CaO-Aus-
laugung von Basalt (Körnung 5/8 mm) beim Angriff von HCl, pH 1
Abb. A3-36: Flächenbezogene CaO-Auslaugung des unbewehrten Feinkornbetons










































Abb. A3-37: Klimadaten für Karlsruhe im Zeitraum der Außenlagerung der Probekör-
per (Quelle: Deutscher Wetterdienst, Wetterstation 10727)
Abb. A3-38: Mit Karbonat gefüllter Mikroriss (nachcoloriert) im wärmebehandelten
Beton UHPC90 °C nach 3-jähriger Außenlagerung (gestrichelte Linie:
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Abb. A3-39: Karbonatisierter Randbereich des ultrahochfesten Feinkornbetons RPC
nach 3-jähriger Lagerung bei 20 °C, 65 % r. F. (gestrichelte Linie:





Abb. A3-40: Temperatur-Zeit-Kurve der befrosteten Balken (Tmax, Tmin: obere und
untere Grenze der angestrebten Temperaturkurve, Tprog: programmierte
Temperaturkurve, Tist: tatsächlicher Temperaturverlauf in der Probe)
Abb. A3-41: Durchschallungsachsen der Balken zur Bestimmung des dynamischen
E-Moduls (oben: Lage der Achsen im Balken, unten links: Vorderansicht
der Balken, unten rechts: Seitenansicht der Balken)
Anlagen zu den experimentellen Untersuchungen
A3-27
Tab. A3-4: Dynamischer E-Modul der untersuchten Balken aus ultrahochfestem
Beton vor der Befrostung (dyn. E0) in den Durchschallungsachsen 1 bis 5
Balken
Dynamischer E-Modul dyn. E0 vor der Befrostung [N/mm²]
in den Achsen




















































































MW 65.200 66.300 63.800 63.200 63.200
1) 2.000.000 Lastzyklen;






A4.1 Bestimmung des Hydratationsgrads mithilfe der 
Thermogravimetrie
Das Vorgehen bei der Bestimmung des Hydratationsgrads  im Betonalter
von 28 Tagen unter Zugrundelegung der Ergebnisse der Thermogravimetrie ist nachfol-
gend für den ultrahochfesten Beton UHPC dargelegt. 
A4.1.1 Menge an chemisch gebundenem Wasser bei vollständiger 
Hydratation
Für den Zement CEM I 52,5 R-HS/NA (chemische Zusammensetzung siehe Tabelle
A2-4) ergibt sich nach [130] bei vollständiger Hydratation folgende Menge an che-
misch gebundenem Wasser :
 (A4-1)
mit
 = 0,177 g/g Zement
 = 0,031 g/g Zement
= 0,041 g/g Zement
 = 0,058 g/g Zement
aus Gleichung (A4-1) folgt: 
 = 0,177 + 0,031 + 0,041 + 0,058 = 0,307 g/g Zement
α teff = 28 d( )
ΔmH2O max,
ΔmH2O max, ΔmH2O C3S, ΔmH2O C2S, ΔmH2O C3A, ΔmH2O C4AF,+ + +=
ΔmH2O, C3S = 0,276 C3S⋅
ΔmH2O, C2S = 0,209 C2S⋅
ΔmH2O, C3A = 0,667 1,499 C3A 1,686 SO3–( ) + 1,733 (1,686 SO3 0,449 C4A)–⋅⋅




A4.1.2 Menge an chemisch gebundenem Wasser zum Zeitpunkt 
der Bestimmung des Hydratationsgrads
aus Abbildung 3-4:  = 4,38 M.-%
Berücksichtigung des Calcitanteils aus der Karbonatisierung:
es gilt:  (A4-2)
aus Abbildung 3-4:  =  = 0,67 M.-%
Annahmen nach [76]:  und  (A4-3)
 (aus Stöchiometrie)
daraus folgt:  = 0,19 M.-% und  = 0,48 M.-%  (A4-4)
Berücksichtigung des organischen Anteils:
Fließmittelgehalt (Feststoff) pro 100 g Mörtelmatrix: 0,48 g = 0,48 M.-% = Δmorgan
Tatsächlicher Gehalt an chemisch gebundenem Wasser:
 = 4,38 M.-% – 0,48 M.-% – 0,48 M.-% + 0,19 M.-% = 3,61 M.-%
Zementgehalt pro 100 g Mörtelmatrix: 33,50 g
Gehalt an chemisch gebundenem Wasser:  = 0,108 g/g Zement
Annahme: Bei der puzzolanischen Reaktion wird lediglich das Wasser aus dem CH
verbraucht (siehe auch [31, 78]), d. h. das Anmachwasser steht vollständig
für die Zementhydratation zur Verfügung.
Hydratationsgrad α zum betrachteten Zeitpunkt (teff = 28 d):
 =  = 35 %
ΔmH2O Δm780°C Δm105°C–=
Ca OH( )2 CO2 H2O+ + CaCO3 2H2O+→
ΔmCaCO3 karbo, UHPC, Δm780°C Δm550°C–


















A4.2 Beispiel zur Modifikation der klassischen Darstellungsform 
der Ergebnisse der Quecksilberdruckporosimetrie
Die Darstellung der Ergebnisse der Quecksilberdruckporosimetrie in klassischer Form
– d. h. die Abhängigkeit zwischen Porenradius und intrudiertem Quecksilbervolumen
pro Gramm der untersuchten Probe – ist wenig anschaulich. Daher wurde diese Darstel-
lungsform im Rahmen der vorliegenden Arbeit modifiziert. Die Modifikation erlaubt
die Darstellung des Porenradius in Abhängigkeit von der Porosität des Zementsteins.
Das Vorgehen bei der Modifikation ist nachfolgend am Beispiel des Betons UHPC
erläutert.
Aus der Versuchsdurchführung zur Quecksilberdruckporosimetrie an Bohrkernen aus
UHPC, Probengeometrie d/h = 15/20 mm, maximaler Intrusionsdruck 4.120 bar, sind
bekannt:
• Insgesamt intrudiertes Quecksilbervolumen/Total Intrusion Volume:
VHg, max = 0,0173 ml/g
• Porenvolumen der untersuchten Probe/Porosity:
PUHPC = 4,3725 Vol.-% VP, UHPC = 43,73 dm³/m³ 
Darüber hinaus wurde im Vorfeld die Porosität der eingesetzten groben Gesteinskör-
nung bestimmt (hier: Basalt):
• Porosität des Basalts/Porosity:
PBasalt = 2,3014 Vol.-%
Zunächst wird angenommen, dass das in den Beton eingedrungene Quecksilber aus-
schließlich in den Zementstein intrudiert wird. Aus der Betonzusammensetzung sowie
aus den oben aufgeführten Untersuchungsergebnissen ergeben sich:
• Volumen des Betons abzüglich des Porenvolumens VUHPC, ohne P:
VUHPC, ohne P = 1.000 dm³ – VP, UHPC = 1.000 dm³ – 43,73 dm³
= 956,27 dm³/m³
davon Basalt: VBasalt = 229,12 dm³/m³
Bindemittelleim: VBL = 392,07 dm³/m³
(VBasalt und VBL aus Betonzusammensetzung, vgl. Tabelle A2-1, Anhang 2)
• Volumen des Zementsteins inklusive Porenraum VZS*:




Hieraus ergibt sich wiederum:
• Porosität des Zementsteins PZS*:
PZS* =  = 10,03 V.-%
Es ist jedoch davon auszugehen, dass das Quecksilber nicht nur in den porösen Zement-
stein, sondern anteilig auch in die Gesteinskörnung intrudiert wird. Die Porosität des
Zementsteins muss daher um das Porenvolumen der Gesteinskörnung korrigiert wer-
den:
• Porenvolumen des Basalts:
VP, Basalt =  =  = 5,27 dm³
• tatsächliches Volumen des Zementsteins VZS*, tats:
VZS*, tats = VBL + VP, UHPC – VP, Basalt
= 392,07 dm³ + 43,73 dm³ – 5,27 dm³ = 430,53 dm³
• tatsächliche Porosität des Zementsteins PZS*, tats:
PZS*, tats =  = 8,9 Vol.-%
(vgl. Abbildung 3-14, Kapitel 3 sowie Abbildung A3-3 b, Anhang 3)
Das Volumen des intrudierten Quecksilbers VHg, max wird nun der tatsächlichen Poro-
sität des Zementsteins PZS*, tats zugewiesen:
VHg, max PZS*, tats
0,0173 ml/g 8,9 Vol.-%
Unter Zugrundelegung der Proportionalität zwischen dem intrudierten Quecksilbervo-
lumen und der Porosität des Zementsteins wird analog für alle übrigen intrudierten
Quecksilbervolumina verfahren, vgl. auch Tabelle A4-1. Da aufgrund der Washburn-
Gleichung jedem intrudierten Quecksilbervolumen ein spezifischer Porenradius zuge-
ordnet ist, ergibt sich aus dem Vorgehen auch der Zusammenhang zwischen Porenra-













Abb. A4-1: Kumulative Porosität des Zementsteins ZS (links) und Porenradienver-
teilung dV/dlogr (rechts) in Abhängigkeit vom Porenradius r
Die zugehörige Porenradienverteilung dV/dlogr (Abbildung A4-1, rechts) folgt aus der
ersten Ableitung der sich nach dem beschriebenen Verfahren ergebenden Kurve. Die
Glättung der Ableitungskurve kann mithilfe der Savitzky-Golay-Methode unter Anwen-
dung gängiger Analyseprogramme erfolgen.
Tab. A4-1: Zusammenhang zwischen kumulativ intrudiertem Quecksilbervolumen
bzw. Porenradius und kumulativer Porosität des Zementsteins





Kumulative Porosität des 
Zementsteins [Vol.-%]





33.510,9 (rmax) 0 0
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A4.3 Erläuterungen zum Standardschätzfehler sy,x
Das Bestimmtheitsmaß R² bzw. der Korrelationskoeffizient rx,y sind nur für lineare
Regressionsmodelle eindeutig definiert. Bárdossy [7] rät daher explizit davon ab, diese
Kennwerte bei einer nichtlinearen Anpassung als Maß für die Güte der Regression zu
verwenden. Er empfiehlt stattdessen die Angabe des Standardschätzfehlers sy,x zur
Beurteilung der Regressionsgüte, der nach Gleichung (A4-5) definiert ist [7]:
 (A4-5)
wobei yi i-ter beobachteter Wert der abhängigen Variablen
i-ter berechneter Wert der abhängigen Variablen
n Anzahl der Datenpaare (xi | yi)
Nach Bárdossy ist der Standardschätzfehler „ein Maß der Streuung der abhängigen
Größe y, wenn der Einfluss der erklärenden Variable x bereits herausgerechnet wurde.
(...) Für eine perfekte Anpassung wird sy,x = 0. (...) Für zwei voneinander unabhängige
statistische Variablen nähert sich der Standardschätzfehler an die Standardabweichung











A4.4 Anwendung des Modells zur rechnerischen Abschätzung des 
Korrosionswiderstands in der Praxis
Anhand einer Beispielrechnung wird nachfolgend aufgezeigt, wie das Modell vom
Anwender zur Beurteilung des Korrosionswiderstands ωkorr, chem eines Betons genutzt
werden kann. Hierzu wird eine in der Literatur [86] beschriebene Betonrezeptur
betrachtet.
A4.4.1 Charakterisierung des betrachteten Betons
Für den Bau der beiden Naturzugkühltürme des Braunkohlekraftwerks Neurath bei
Grevenbroich (Nordrhein-Westfalen) durch die RWE Power AG wurde ein Hochleis-
tungsbeton mit hoher chemischer Beständigkeit gefordert, um auf einen Oberflächen-
schutz der Kühlturmschalen verzichten zu können [86]. Die Zusammensetzung und die
maßgebenden betontechnologischen Kennwerte des zum Bau der Kühltürme eingesetz-
ten Betons „Neurath“ sind den Tabellen A4-2 und A4-3 zu entnehmen.
Tab. A4-2: Zusammensetzung des für den Bau der Naturzugkühltürme Neurath
eingesetzten Betons [86]
Material Rohdichte Einwaage Beton „Neurath“
[kg/dm³]1) [kg/m³] [dm³/m³]


























Fließmittel 1,10 8,1 7,4
Zugabewasser 1,00 123 123
1) Annahmen
2) Feststoffgehalt 50 M.-%; Rohdichte des Feststoffanteils ca. 2,4 kg/dm³
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A4.4.2 Quantifizierung der Einflussgrößen
Zur Ermittlung des Korrosionswiderstands ωkorr, chem des Betons „Neurath“ erfolgte
zunächst die Quantifizierung der Einflussgrößen.
Kapillarporosität Vkap
Aus Tabelle A4-3 ist zu entnehmen:
fcm,cube,28 = 84,1 N/mm²
VZS = 0,28 dm³/dm³ Beton
Es liegen keine Untersuchungsergebnisse zur Porosität vor, daher folgt für
fcm,cube,28 = 84,1 N/mm² aus Abbildung 4-1, Kapitel 4:
Vkap =  Vol.-% v. ZS = 3,5 Vol.-% v. ZS bzw.
Relative Konnektivität κrel
Es liegen keine Untersuchungsergebnisse zur Permeation vor, daher folgt für
fcm,cube,28 = 84,1 N/mm² aus Abbildung 4-2, Kapitel 4 (Kstat, NPC-2 aus Kapitel 4.2.2):
 und somit
Tab. A4-3: Betontechnologische Kennwerte des für den Bau der Naturzugkühltürme











1) b = MCEM + 0,4 MFA + 1,0 MMS








------------------ 10-18 m2⋅ 25,5= 10-18 m2⋅=
κrel Kstat, Beton NeurathKstat, NPC-2------------------------------------
25,5 10-18 m2⋅
114,36 10-18 m2⋅




Aus Abbildung 2-7 (Kapitel 2), Prognose nach Bentz et al. für 10 % MS v. CEM, folgt:
τZS(Vkap = 3,5 Vol.-%) = 18.735
Damit ergibt sich aus Abbildung 2-9 (Kapitel 2), Interpolation zwischen NPC und
UHPC:
Anteil des Gelporenraums am Gesamtporenraum vgel
Es liegen keine Untersuchungsergebnisse zur Porosität vor, daher folgt für
fcm,cube,28 = 84,1 N/mm² aus Abbildung 4-3, Kapitel 4:
Maximal erreichbarer Hydratationsgrad αmax
Nach Gleichung (2-3), Kapitel 2, gilt für w/z = 0,61:
Zementsteingehalt VZS
Aus Tabelle A4-3 ist zu entnehmen:
VZS = 0,28 dm³/dm³ Beton
Berücksichtigung des Bindemitteleinflusses εBM
Eingesetzt wurden 251 kg Zement (CEM I 42,5 R-HS/NA) pro m³ Beton. Die chemi-
sche Zusammensetzung des Zements ist dem Anhang 2, Tabelle A2-4 zu entnehmen.
Als puzzolanische Zusatzstoffe kamen Mikrosilika (26 kg Feststoff pro m³ Beton) und
Flugasche (74 kg pro m³ Beton) zum Einsatz. Zur chemischen Zusammensetzung die-
ser Materialien lagen keine Angaben vor. Daher wurden unter Zugrundelegung ver-
gleichbarer, bekannter Materialien folgende Annahmen zu den chemischen
Hauptbestandteilen getroffen:




Mikrosilika: 98 M.-% SiO2
τBeton VGK = 74 Vol.-%( ) 4,6 τZS 4,6 18.735 86.181=⋅=⋅=
vgel 0,29 84,1
0,21 0,74=⋅=
αmax, Mills 1,031 0,61⋅0,194 0,61+----------------------------- 0,78= =
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Das Bindemittelvolumen VBM (VBM = Volumensumme aus Zement, Flugasche und
Mikrosilika) beträgt ca. 0,124 dm³/dm³ Beton (siehe hierzu Tabelle A4-2).
Der erweiterte K-Wert Kerw bzw. der Einflussfaktor εBM ergeben sich entsprechend den
Gleichungen (4-2) und (4-3), Kapitel 4, und sind nachfolgender Tabelle A4-4 zu ent-
nehmen.
Berücksichtigung des Einflusses der Mikrorisse εRiss und der Stahlfasern εFaser
Es fand keine thermische Behandlung des Betons statt (εRiss, WB = 1,0). Mikrorisse
können somit lediglich aus dem autogenen Schwinden resultieren, sofern weitere Quel-
len für die Mikrorissbildung (z. B. fehlerhafte Nachbehandlung, Erhärtung unter
Erschütterung) ausgeschlossen werden können. Auf der sicheren Seite liegend wird
entsprechend Kapitel 4.2.8.2 eine Minderung des Gefügewiderstands durch Mikrorisse
infolge des autogenen Schwindens von 10 % angenommen (εRiss, AS = 0,9)
Da bei der Betonherstellung keine Stahlfasern eingesetzt wurden, muss deren Einfluss
nicht berücksichtigt werden (εFaser = 1,0).
A4.4.3 Abschätzung des Gefügewiderstands ωGefüge
Nach Gleichung (4-5), Kapitel 4, gilt:
 
Damit liegt der Gefügewiderstand ωGefüge des Betons „Neurath“ höher als der Gefüge-
widerstand des im Rahmen der vorliegenden Arbeit untersuchten normalfesten Betons
Tab. A4-4: Ermittlung des erweiterten K-Werts Kerw
Kennwert/
Beton
Al2O3 Fe2O3 SiO2 CaO MgO Kerw VBM εBM























ωGefüge Vkap κrel⋅ 1τBeton------------
αmax
vgel
---------- VZS+ + +=
-1
 [0,01 0,223 186.181
--------------- 0,78
0,74
--------- 0,28]-1 0,75=+ + +⋅=
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NPC-2 (ωGefüge = 0,69) und niedriger als derjenige des Betons HPC-2 (ωGefüge = 0,85),
vgl. Tabelle 4-9, Kapitel 4. Dies ist plausibel, da auch die Festigkeit des Betons „Neu-
rath“ sich zwischen den Betonen NPC-2 und HPC-2 bewegt.
A4.4.4 Abschätzung des Korrosionswiderstands ωkorr, chem
Nach Gleichung (4-4), Kapitel 4, gilt:
Der Korrosionswiderstand ωkorr, chem des Betons „Neurath“ liegt somit deutlich höher
als der Korrosionswiderstand des im Rahmen der vorliegenden Arbeit untersuchten
normalfesten Betons NPC-2 (ωkorr, chem = 2,41) bzw. hochfesten Betons HPC-2
(ωkorr, chem = 2,46) und reicht mit einem Wert von 5,06 an den Widerstand der stahlfa-
serbewehrten ultrahochfesten Betone heran.
Maßgebend für den hohen Korrosionswiderstand des Betons „Neurath“ ist die sehr
hohe chemische Beständigkeit des Bindemittels (εBM = 7,5), die durch den hohen Flug-
aschegehalt und den damit verbundenen hohen Anteil an deckschichtbildenden Ele-
mentoxiden sichergestellt wird. Gleichzeitig ist das Bindemittelvolumen VBM nur etwa
halb so groß wie das in den untersuchten ultrahochfesten Betonen eingesetzte Binde-
mittelvolumen.
Eine weitere Steigerung des Korrosionswiderstands des Betons „Neurath“ könnte durch
den Einsatz einer Stahlfaserbewehrung erzielt werden, deren Korrosionsprodukte sich
abdichtend auf der angegriffenen Betonoberfläche anlagern. Außerdem würde eine
Reduktion des Wasserbindemittelwerts das Selbstabdichtungspotenzial des Betons
erhöhen und das Kapillarporenvolumen reduzieren, was ebenfalls zu einer Erhöhung
des Korrosionswiderstands beitragen würde.
ωkorr, chem ωGefüge= εBM ε⋅ Faser εRiss, WB εRiss, AS⋅ ⋅⋅
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